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MOTIVATION UND ÜBERBLICK 
 
Christian Brecher (RWTH Aachen, Sprecher des SFB/TR 96) 
1 MOTIVATION 
Die spanende Bearbeitung von Bauteilen ist nach wie vor für einen 
Großteil der Formgebungsprozesse alternativlos, wie sich u. a. aus der 
gestiegenen Zahl produzierter spanender Werkzeugmaschinen weltweit 
ableiten lässt. Für die deutsche Werkzeugmaschinen-Produktion wurde 
für das Jahr 2012 ein Anteil von insgesamt 55,4 % an spanenden Werk-
zeugmaschinen ermitelt. 
Ebenso stelen die Qualitätsanforderungen der zu bearbeitenden Bautei-
le sowie deren Komplexität nach wie vor die größten Herausforderungen 
dar. Nach der Auswertung von Daten einer großen Stichprobe von 1132 
Unternehmen durch das Fraunhofer-ISI wird in 26 % der Fäle von „stark 
gestiegenen“ Genauigkeitsforderungen berichtet, 44 % der Unternehmen 
sind mit „etwas gestiegenen“ Genauigkeitsforderungen konfrontiert, die 
restlichen 30 % der Unternehmen realisieren gleichbleibende Genauig-
keiten. Die inzwischen gute Beherrschung der statischen Auslegung von 
Maschinenstrukturen und die fortgeschritene Servotechnik von Vor-
schubachsen tragen bereits zu hoher Präzision bei. Aktuele Werkzeug-
maschinenkonzepte sind dynamisch ausgereift und gezielt bedämpft. 
Aber auch für die Zukunft wird die Forderung nach Unempfindlichkeit der 
Werkzeugmaschinen gegenüber thermischer und mechanischer Last 
prognostiziert. Gleichzeitig nehmen Kleinserien- und Einzelfertigung zu. 
Damit verbundene ständige Wechsel zwischen Rüst- und Bearbeitungs-
prozessen verhindern das Erreichen des thermischen Beharrungszu-
standes der Werkzeugmaschine. 
Höhere Mengenleistungen erfordern größere Haupt- und Vorschuban-
triebsleistungen, die im Fale der Hauptantriebe prinzipbedingt größten-
teils in Wärmeströme an der Wirkstele des Zerspanungsprozesses 
dissipiert werden und im Fale der Vorschubantriebe über den Umweg 
erhöhter Reibleistungen von mechanischen Antriebs- und Führungsele-
menten oder über erhöhte Verlustleistungen der Antriebe selbst eben-
fals höhere Wärmeströme erzeugen. Beides führt zu einer Zunahme 
thermo-elastischer Verformungen. Aktuele Quelen gehen von einem 
Anteil thermo-elastisch verursachter Fehler an alen Werkstückfehlern 
von 50 bis 80 % aus. 
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 Abbildung 1: Ableitung der Motivation 
Den Zielkonflikt aus dem Wunsch nach höher Produktivität, höherer 
Wirtschaftlichkeit und geforderter Wirtschaftlichkeit veranschaulicht die 
Abbildung 1  schematisch.  Zunehmender Schnitleistung, d. h. zuneh-
mender Verlustleistung und zunehmendem Energieeinsatz, bewirkt eine 
betragsmäßig größere Änderung der Strukturtemperatur über der glei-
chen Zeiteinheit, was mit einem zunehmend instationären Charakter und 
einer höheren Strukturtemperatur in der Beharrung einhergeht. Bei linea-
rem thermischen Längenausdehnungskoeffizienten, wie er bei den meis-
ten konventionelen in Werkzeugmaschinen verwendeten Strukturwerk-
stofen vorliegt, ergibt sich mit einer höheren Strukturtemperatur entlang 
einer kennzeichnenden Strukturlänge i. d. R. ein entsprechend höherer 
Fehler an der Wirkstele. Nimmt man wiederum vereinfacht an, dass sich 
dieser Fehler direkt in Maßfehler am Werkstück umsetzt und setzt plaka-
tiv als bezogenes Maß für die Werkstückgenauigkeit am Nennmaß an, 
so ergibt sich aufgrund des näherungsweise proportionalen Übertra-
gungsverhaltens eine hyperbolisch verlaufende Abnahme des zu erwar-
tenden bezogenen Maßes für die Werkstückgenauigkeit über der Pro-
duktivitätskenngröße bezogenes Zeitspanungsvolumen. Das heißt aber 
auch, dass stark zunehmend Ausschuss produziert wird, sodass die an-
fänglich mit dem Zeitspanungsvolumen steigende Wirtschaftlichkeit 
plötzlich nicht mehr gegeben ist. 
Konventionele Maßnahmen zur Verringerung thermo-elastischer Fehler 
wie Temperierung von tragenden Strukturbereichen der Werkzeugma-
schinen mitels rückzukühlender Fluide, Klimatisierungsmaßnahmen 
ganzer Fertigungsbereiche sowie der Dauerbetrieb thermisch stabilisie-
render Hydraulikkreisläufe auch in Leerlauf-Prozessfenstern werden be-
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reits erfolgreich praktiziert. Diese Maßnahmen und Vorgehensweisen er-
höhen alerdings durchweg den Energieverbrauch. 
Die Forschungsarbeiten der 19 Teilprojektes des SFB/TR 96 verfolgen 
hingegen den Ansatz, spanende Werkzeugmaschinen zu Fertigungsqua-
lität und Wirtschaftlichkeit unter den Bedingungen einer energieefizien-
ten Produktion durch konstruktive und steuerungstechnischen Lösungen 
zu befähigen. Damit besteht das Ziel des SFB/TR 96 in der Lösung des 
Zielkonflikts von Energieeinsatz, Genauigkeit und Produktivität bei der 
spanenden Fertigung. 
2 FORSCHUNGSPROFIL 
In der ersten Phase der Forschungsarbeiten des SFB/TR 96 stand die 
Bearbeitung von Lösungsansätzen auf Teilprojektebene im Vordergrund. 
Es wurden z. B. 
  Modele für die Wärmestrom- und Temperaturverteilung in die 
Komponenten Werkzeug, Werkstück und Span erarbeitet, 
 thermo-energetische Berechnungsmodele und -werkzeuge für 
fluidtechnische Temperiersysteme entwickelt, 
  MOR-Verfahren für thermo-elastische Modele entwickelt und an-
gewandt, 
 messtechnische Untersuchungen und numerische Ansätze zur Be-
stimmung des thermischen Kontaktverhaltens realisiert, 
  Reibkräfte als Eingangsgröße für das Temperaturmodel auf Basis 
eines stark reduzierten Strukturmodels der Komponenten model-
liert, 
  Unterstützungs- und Automatisierungsmöglichkeiten beim exemp-
larischen Parameterabgleich ermitelt, 
 Messmethodiken zur volumetrischen Analyse des thermo-
elastischen Maschinenverhaltens entwickelt, 
 modulare strukturmodelbasierte Korekturansätze erprobt, 
  mathematische Methoden zur numerisch efizienten Sensitivitäts-
analyse für die spezifischen Bedingungen von FE-Modelen ther-
misch belasteter Werkzeugmaschinen entwickelt, 




 Grundmechanismen  zu  Wä rmespeicherung  mit  PCM-
Metalschaum-Strukturen analysiert, 
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 Motorverlustdaten als Eingangsgrößen für die thermischen Modele 
in Form von Wärmequelennetzen aufbereitet, 
  Bewertungsmodele einschließlich der Metrik zur Zusammenfüh-
rung der Bewertungskriterien für Nutzen und Aufwand erarbeitet, 
  und eine Messmethodik aus selektiver Thermografie und Nahbe-
reichsphotogrammetrie erprobt. 
Die erarbeiteten Lösungsansätze wurden hinsichtlich ihrer prinzipielen 
Wirksamkeit auf teilprojektspezifischen Prüfständen erprobt, die zumeist 
für die spezielen Anforderungen des SFB/TR 96 entwickelt wurden. Die-
se Prinziplösungen sind letztendlich auf die Gesamtmaschine zu über-
tragen, um ihre eigentliche Wirksamkeit zu entfalten. Für vergleichende 
Untersuchungen alternativer Korrekturverfahren, ganzheitliche Bewer-
tung der Korrekturverfahren und Kompensationslösungen und Prozess-
untersuchungen hat der SFB/TR 96 Demonstratormaschinen an den drei 
Standorten vorgesehen.  
  Versuchsträger mit dreiachsiger 
kartesischer Kinematik, bei dem, in-
folge seiner Leichtbauweise aus 
Stahlwinkelprofilen und Aluminium-
strukturen, mit geringen thermi-
schen Kapazitäten sowie großen 
Wärmeausdehnungskoefizienten 
zu rechnen ist und zudem durch 
strukturintegrierte ungekühlte Line-
ardirektantriebe hohe lokal verän-
derliche Wärmeeinträge zu erwar-
ten sind. 
Experimentalmaschine, die eine 
volständige Maschinenumgebung, 
die strukturel an die kommerziel 
erhältliche Maschine StarragHe-
ckert HEC 630 5X angelehnt ist, 
und die mit einer CNC-Steuerung 
Siemens 840D Solution Line aus-
gestatet ist 
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Drei den aktuelen Industriestan-
dard repräsentierende Produkti-
onsmaschinen – zwei Bearbei-
tungszentren zum Fräsen und einer 
Schleifmaschine. 
Mobiler Demonstrator MiniHex, 
basierend auf einer Hexapod-
Paralelkinematik einfacher Bauart 
mit sechs längenveränderlichen 
Stabachsen mit Kugelgewindetrieb 
und elektrisch angetriebenen Ser-
vomotoren. 
 
Abbildung 2: Übersicht zu den Integrationsobjekten 
Von der Arbeit an den Prüfständen und der Anwendung der Ergebnisse 
auf Demonstratormaschinen besteht ein gewaltiger Komplexitätssprung. 
Daher werden in der zweiten Forschungsphase mehrere Lösungen zu-
nächst an sogenannten Integrationsobjekten zusammengeführt. Diese 
erlauben es, zunehmend komplexere Analyseobjekte zu erforschen und 
dabei komplizierter Randbedingungen sowie eine höhere Anzahl an Ein-
flussfaktoren zu berücksichtigen. Außerdem wird eine weitere Annähe-
rung an reale Prozesse angestrebt. Die bisherigen Einzelösungen, insb. 
die verschiedenen Modele zur Beschreibung von Teilsystemen des 
thermo-elastischen Maschinenverhaltens, werden an den Integrationsob-
9
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jekten vernetzt und ggf. vorhandene Wechselwirkungen bei der Kombi-
nation von Lösungsverfahren ermitelt. 
Die ausgewählten Integrationsobjekte sind die Hauptkomponenten einer 
Werkzeugmaschine Maschinengestel (Standort Chemnitz), Motorspindel 
(Standort Aachen) und Vorschubachse (Standort Dresden). 
Die verschiedenen Lösungsansätze des SFB/TR 96 lassen sich anhand 
der thermo-energetischen Wirkungskette systematisieren (Abbildung 3). 
Aus dem Bearbeitungsprozess der Werkzeugmaschinen ergeben sich 
verschiedene Verlustleistungsarten (Prozess, Antriebe, Bewegungssys-
teme), die als Wärmeströme in die Maschinenstruktur eindringen. Diese 
Wärmeströme bewirken, zusätzlich beeinflusst durch schwankende Um-
gebungsbedingungen, ein inhomogenes Temperaturfeld, was Verfor-
mungen verschiedener Teilbereiche der Werkzeugmaschine und damit 
letztendlich Verlagerungen des TCP nach sich zieht. Dies beeinflusst 
letztendlich die Qualität des Bearbeitungsergebnisses. 
 
Abbildung 3: Lösungsansätze anhand der thermo-energetischen Wirkungskete 
Ein Teil der Forschungsarbeiten konzentriert sich auf die efiziente und 
präzise Modelierung des thermo-elastischen Maschinenverhaltens, um 
Voraussetzungen für steuerungsintegrierte Korrekturverfahren zu schaf-
fen. 
Hierfür sind zahlreiche spezifische Details des thermischen Maschinen-
verhaltens zu berücksichtigen: 
1.  Modelierung von Wärmequelen (Lage, Leistung und Temperatur) 
  verschiedene Verlustformen bei der Umwandlung von elektri-
scher in mechanische Energie innerhalb der Antriebe, 
  Aufteilung der Wärmeströme auf Werkzeug, Werkstück und 
Span des Zerspanungsprozesses 
10
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 Prognose von geschwindigkeits- und belastungsabhängigen 
Reibungsverlusten in den bewegten Kontakten der Lager- und 
Führungskomponenten 
2. Daraus abgeleitet das thermo-elastische Verhalten von aktiven 
Komponenten (z. B. Spindelager, Profilschienenführung, Kugel-
gewindetrieb) bzw. Baugruppen und passiven Strukturbauteilen 
(z. B. z-Schieber) 
3. Berücksichtigung komplexer Wärmeübertragungsmechanismen in-
nerhalb der Maschine und zur Umgebung,  
  Ermitlung von Kontaktwärmeübergänge mithilfe einer numeri-
schen Berechnung  
 Kontaktverhalten bewegter Oberflächen: zeitlich varierende 
Wärmeübergänge bei zusätzlicher Wärmeproduktion 
  Steuerung des thermo-elastischen Verhaltens durch fluidtechni-
sche Systeme 
 Thermomechanisches Werkzeug- und Spannmitelverhalten 
  Rand- und Übergangsbedingungen für die Wechselwirkung von 
Umgebung und Maschine in Abhängigkeit thermischer Kenn-
größen, um das transiente thermo-elastische Verhalten zu simu-
lieren 
Zur Sicherung der Modelgüte ist ein experimenteler Abgleich erforder-
lich. Für die Parametrierung der Modele werden zwei Wege verfolgt: 
 zeitlich konstante Parameter können vor Inbetriebnahme der WZM 
abgeglichen werden. Dafür sind efiziente Methoden für die Redu-
zierung des damit verbundenen Aufwandes erforderlich. 
  Für schwankende Parameter wird ein Verfahren zu ihrer Ermitlung 
im laufenden Betrieb durch Schätzung und Rückkopplung in das 
Prognosemodel zur Aktualisierung des Berechnungsmodels für 
Korrekturwerte entwickelt. 
Die detailierten Teilmodele werden zu einem prozessaktuelen Maschi-
nenabbild des Gesamtsystems zusammengeführt, welches in zwei For-
men vorliegen sol: 
  geometrieorientiert als FE-Model für die Gestaltungsbewertung im 
Entwicklungsprozess der Maschine 

11
  verhaltensorientiert als Netzwerkmodel zur Anwendung im Ma-
schinenbetrieb für die steuerungsintegrierten Korrekturverfahren, 
die Verlagerungsmessung in Echtzeit und die automatisierte Pa-
rameteridentifikation. 
Das FE-Model stelt aufgrund der erfolgten Entwicklungsarbeiten die 
gemeinsame Datenbasis dar, wodurch der bisherige Bruch zwischen FE-
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Modelierung zur Bewertung und Echtzeit-Modelen zur Korrektur besei-
tigt wird. 
Für die Efektivierung der Berechnung der Modele werden drei numeri-
sche Ansätze/Verfahren (ANSYSY, Ros2 in Kombination mit AMDiS, 
defect corrected averaging) zur Analyse des thermo-elastischen Verhal-
tens von Werkzeugmaschinen weiterentwickelt. Diese solen neben der 
Echtzeitverarbeitung durch rechenzeitsparende Berechnungsmodele die 
modulare Modelierung der Baugruppenkopplung sowie die Berücksichti-
gung der Strukturveränderlichkeit durch bewegte Hauptbaugruppen und 
Aggregate sowie Veränderlichkeit der strukturelen Konfiguration der 
Maschine sicherstelen. 
Die durch den SFB/TR 96 verfolgten Lösungsansätze zur Verminderung 
der Auswirkungen thermisch bedingter Fehler lassen sich in zwei gene-
rele Kategorien unterteilen: konstruktiv (Kompensation) und steuerungs-
technisch (Korrektur). 
Die Korrektur von thermo-elastischen Verformungen ist umso wirkungs-
voler, je gleichmäßiger der Wärmeeintrag in die Maschinenstruktur ist. 
Eine Steuerung des Wärmestroms zwischen Antrieb und Gestel ist da-
her zwingend erforderlich. Die Kompensation beeinflusst die Höhe und 
den Eintrag der in Wärme umgewandelten Verlustleistungen und die 
Ausbildung des Temperaturfeldes. 
Forschungsschwerpunkte sind: 
  die Steuerung der von den Antrieben ausgehenden Wärmeströme 
durch die Anpassung ihrer Arbeitspunkte, 
  die Anpassung der Kühlsystemstruktur und die Regulierung der 
Kühleistung, 
  das Einbringen thermischer Tilger (PCM/Metalschaum) mit schalt-
barer Wärmeleitung (magneto-rheologischer Flüssigkeiten), 
  die konstruktive Gestaltung des Werkzeugs und verwendeten Ma-
terialien der Spannmitel (auxetische Strukturen) sowie die Auswir-
kung von Kühlmitelströmen 
sowie die Untersuchung der Kombinierbarkeit verschiedener Lösungen. 
Die Egalisierung der am TCP auftretenden thermisch bedingten Bewe-
gungsfehler ist Gegenstand von in Echtzeit ausführbaren steuerungsin-
tegrierten Korrekturverfahren
12
. Diese basieren auf der inverse Aufschal-
tung indirekt berechneter oder direkt gemessener Verlagerungen. Die er-
forderlichen Daten werden aus der thermischen Wirkungskete abgelei-
tet, wo sie die thermischen Belastungen, thermischen Zustände sowie 
thermo-elastische Verformungen und Verlagerungen beschreiben. 
Im SFB/TR 96 werden drei alternative modelgestützte Verfahren zur Be-
rechnung der Verlagerungen erforscht: 
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 Die kennfeldbasierte Korrektur nutzt Temperaturmesswerte an 
ausgewählten Messpunkten in der Maschinenstruktur und gemes-
sene TCP-Verlagerungen am TCP bzw. Fehlerparameter der Ach-
sen zur Erstelung von höherdimensionalen Kennfeldern. Sie er-
möglichen einerseits eine onlinefähige Black-Box-Methode zur Kor-
rektur der TCP-Verlagerung und andererseits eine efiziente Abbil-
dung der Umgebung in thermo-elastischen Simulationen. 
  Die eigenschaftsmodelbasierte Korrektur benutzt als Modelgrund-
lage das Übertragungsverhalten zwischen prozesstypischen Belas-
tungsgrößen, wie dem mechanischen Lastprofil und den entste-
henden thermo-elastisch bedingten Verlagerungen am TCP. Die-
ses Korrekturverfahren zeichnet sich durch geringen sensorseiti-
gen Aufwand aus. 
 Die strukturmodelbasierte Korrektur setzt auf die hinreichend si-
chere und echtzeitfähige Berechnung der Temperaturverteilung 
und der daraus resultierenden Wirkstelenverlagerungen in Abhän-
gigkeit von der aktuelen Prozessführung über ein Strukturmodel, 
das die gesamte Wirkungskete abbildet. 
Die Arbeiten zur messtechnischen Erfassung der Verformung und ihrer 
Weiterverarbeitung zur Korrektur erfolgen in drei Richtungen: 
  es wird ein strukturintegriertes Sensorsystem entwickelt, welches 
am Beispiel eines Maschinenbetes mit Referenzstäben aus CFK 
direkt lokale Strukturdeformationen erfasst. Aus der Deformation 
der Einzelbaugruppen wird mitels eines Transformationsmodels 
auf den resultierenden Fehler an der Wirkstele geschlossen. 
  es werden die Möglichkeiten einer photogrammetrischen Messme-
thodik untersucht, mit deren Hilfe Lage und Neigung des Maschi-
nentisches, bezogen auf den TCP, im gesamten Arbeitsraum einer 
Werkzeugmaschine erfasst werden können. 
  es wird eine neue Auswertemethodik erarbeitet, welche ein volu-
metrisches Abbild einer WZM während des instationären thermo-
elastischen Maschinenzustandes erlaubt. Darauf baut eine Be-
schreibungsmethode der Verlagerungen auf, die mit der eigen-
schaftsmodelbasierten Korrekturmethode verknüpft wird. 

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  Für die Bewertung der Lösungsansätze, den entsprechenden Wir-
kungsnachweis bzgl. Reduzierung der thermisch bedingten Fehler 
und die Efizienzbewertung, kommt ein speziel entwickeltes Prüf-
werkstücks inkl. Bearbeitungs- und Messvorschrift zur Anwendung, 
mit dem eine indirekte Messung thermisch bedingter Verlagerung 
erfolgt. 
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3 ZUSAMMENFASSUNG 
Der SFB/TR 96 setzt mit seinen 19 Teilprojekten in der Integrationspha-
se die Forschungsarbeiten zu konstruktiven und steuerungsintegrierten 
Lösungen zur Auflösung des Zielkonflikt zwischen dem Wunsch nach 
höher Produktivität, höherer Wirtschaftlichkeit und geforderter Wirtschaft-
lichkeit fort. Die Vernetzung der Teilösungen, insb. der Modele und die 
engere Anbindung an reale Betriebsbedingungen stehen vermehrt im 
Fokus. 
Die folgenden Kapitel zeigen Vorgehensweise und Ergebnisse aus den 
19 Teilprojekten des SFB/TR 96. 
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ERSTELLUNG UND ABGLEICH EINES 
STRUKTURBASIERTEN THERMISCHEN MODELLS 
DER KUGELGEWINDEGETRIEBENEN VORSCHUB-
ACHSEN EINES HEXAPODEN 
 
Alexander Galant, Stefen Schroeder, 
Bernd Kauschinger (IWM TU Dresden) 
Michael Beitelschmidt (IFKM TU Dresden) 
1 EINLEITUNG 
Thermisch bedingten Verlagerungen an Werkzeugmaschinen führen zu 
einer begrenzten Fertigungsgenauigkeit. Die thermischen Verlagerungen 
können einen Großteil der Fertigungsabweichungen von Werkzeugma-
schinen ausmachen. Im SFB/TR 96 werden die Grundlagen zur Verrin-
gerung dieser Verlagerungen erarbeitet. Dazu werden drei Forschungsli-
nien verfolgt. (1) Die Entwicklung von Korrekturverfahren, die steue-
rungsgestützt die thermisch bedingten Verlagerungen am Wirkpunkt kor-
rigieren. (2) Die Erarbeitung von Lösungen, die gestaltungsorientiert Ein-
fluss auf den Wärmeeintrag und die -übertragung nehmen und damit die 
thermisch bedingten Fehlerwirkungen kompensatorisch minimieren. (3) 
Die Entwicklung von Modelierungs- und Simulationstechnologien sowie 
die Erstelung von Teilmodelinhalten des thermischen und thermoelasti-
schen Maschinenverhaltens. Mit dieser driten Forschungslinie wird die 
Voraussetzung für die Bearbeitung der Korrektur- und Kompensations-
verfahren geliefert. In letztere Forschungslinie lassen sich auch die in 
diesem Artikel vorgestelten Arbeiten einordnen, die sich mit Technolo-
gien für die efiziente Erstelung von thermischen Modelen für unter-
schiedliche Einsatzzwecke beschäftigen. 
2  THERMISCHE STRUKTURMODELLE FÜR ANALYSE 
UND KORREKTUR 
Thermische Modele sind wesentlicher Bestandteil der Verfahren zur 
Kompensation und Korrektur thermischer Verlagerungen. Sie werden als 
Bewertungs- und Optimierungsgrundlage sowie als Korrekturmodele 
eingesetzt. Die Aufgaben reichen dabei von einfachen konstruktionsbe-
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gleitenden Überschlägen über hoch auflösende Modele zur Optimierung 
von Baugruppen bis hin zur echtzeitfähigen Korektur der Maschine. Auf 
Grund der unterschiedlichen aufgabenspezifischen Anforderungen wer-
den unterschiedliche Modeltypen genutzt. Dies sind korelative, eigen-
schaftsbasierte und strukturbasierte thermische Modele (GROßMANN 
2012). Korrelative und eigenschaftsbasierte Modele nutzen empirische 
Ansätze, die die Gültigkeit der Modele anwendungsseitig limitieren. Die-
se Modeltypen sind nur für Korrekturzwecke geeignet. Strukturbasierte 
Modele hingegen nutzen physikalisch begründete Ansätze, die eine 
breitere Gültigkeit besitzen. Sie können deshalb nicht nur für Korrektur-
anwendungen, sondern auch für Bewertungs- und Optimierungsaufga-
ben im Entwurfsprozess eingesetzt werden. In diesem Artikel wird auf 
strukturbasierte Modele eingegangen. 
 
Abbildung 1: Thermo-elastische Wirkungskete 
Diese bilden die Prozesse thermo-elastischen Wirkungskete der Werk-
zeugmaschine ab. Einen Überblick über diese Kete von thermischen 
Ursachen und Wirkungen zeigt Abbildung 1. Ausgangspunkt ist das sich 
aus den technologischen Vorgaben ergebende Lastprofil der Maschine. 
Dieses ist durch zeitlich veränderliche Achspositionen x und 
-geschwindigkeiten vx sowie Umgebungstemperaturen TU gekennzeich-
net. Das Lastprofil führt zu umgebungs- und verlustleistungsbedingten 
Wärmeströmen Q̇. Diese verändern über die Vorgänge der Wärmeüber-
tragung und -speicherung die Temperaturfelder der Baugruppen T. Die 
daraufhin ausgelösten Dehnungs- und Spannungszustände erzeugen 
eine thermo-elastische Verformung der Baugruppenstrukturen. Durch die 
kinematische Kopplung der verformten Baugruppen kommt es zu einer 
Verlagerung an der Wirkstele zwischen Werkzeug und Werkstück uTCP 
und damit zu Fertigungsabweichungen. 
Bei der Abbildung der Vorgänge der Wirkungskete in einem strukturba-
sierten Model sind zahlreiche spezifische Details des thermischen Ma-
schinenverhaltens zu berücksichtigen: 
  komplexes Verhalten der reibungsbasierten und elektrischen Wär-
mequelen, 
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 komplexe Wärmeübertragungsmechanismen innerhalb der Ma-
schine und zur Umgebung, 
  geometrisch vielgestaltige und z.T. feingliedrige Gestelbauteile mit 
örtlich und zeitlich stark veränderlichen Temperaturfeldern, 

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 Strukturveränderlichkeit durch bewegte Hauptbaugruppen und Ag-
gregate sowie Veränderlichkeit der strukturelen Konfiguration der 
Maschine bspw. durch auswechselbare Bearbeitungsköpfe. 
Zur Erstelung der strukturbasierten Modele sowie zu deren Berechnung 
und der Ergebnisdarstelung werden heute hauptsächlich universele FE-
Werkzeuge genutzt. Diese Werkzeuge unterstützen zwar einige maschi-
nenspezifische Aspekte wie die geometrisch detailierte Beschreibung 
der Maschinenstrukturen. Andere maschinenspezifische Aspekte wie der 
hohe Umfang feingliedriger Strukturen, Strukturveränderlichkeit oder 
nichtlinearen Abhängigkeiten der Wärmeübertragung und -entstehung 
führen zu großen Modeldimensionen und komplexen Modelstrukturen. 
Der Umgang mit diesen Modelen ist derzeit mit großem manuelem und 
numerischem Aufwand verbunden und damit unpraktikabel. 
Mit dem Ziel diesen Aufwand zu verringern, wurde eine neue Modelie-
rungsform entwickelt, die die beschriebene Charakteristik des thermi-
schen Verhaltens widerspiegelt. Dabei werden von Bauteilen und Baug-
ruppen geometrische Körper abgeleitet. Daraus werden Modele gene-
riert, die das thermische Speicher-, Leit- und Verformungsverhalten von 
Festkörpern beschreiben. Die geometrischen Körper werden über Link-
Elemente zu einem thermischen Netz vereinigt. Diese Körperverbindun-
gen können sehr vielfältige Verhaltensformen abbilden. So ist mit ihnen 
ein direktes Vereinigen von Festkörpern bis hin zur Abbildung von struk-
turveränderlichen Wärmeübergängen möglich. Des Weiteren können die 
Festkörper mit Lasten versehen werden, die die vielfältigen Formen inne-
rer Wärmeverluste und Wärmeübergänge zur Umgebung beschreiben. 
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Abbildung 2: Mobiler Demonstrator MiniHex und Stabachsen mit ihren Baugruppen (BG) 
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Die neue Modelierungsform ist in zwei Ausprägungen entwickelt wor-
den, die sich insbesondere in der geometrischen Detailierung unter-
scheiden. So gibt es eine grobe bauteilorientierte Abbildung mit niedriger 
Detailauflösung, die auf Basis von „Knotenpunktmodelen“ mit konzen-
trierten Eigenschaften beschrieben werden. Eine zweite Ausprägung, die 
„FEM-MOR-Netzwerkmodelierung“, arbeitet mit einer hohen Detailauflö-
sung, die z. B. auch feingliedrige Festkörperstrukturen berücksichtigen 
kann. Sie setzt auf die FE-Methode (Finite Elemente) auf und nutzt die 
Model-Ordnungs-Reduktion (MOR) zur Verringerung des numerischen 
Aufwandes. 
Die beiden Ausprägungen der thermischen Netzwerkmodelierung wer-
den in dem Artikel näher erläutert. Dies geschieht am Beispiel des Mobi-
len Demonstrators MiniHex (Abbildung 1). Von thermischer Relevanz 
sind an dieser Maschine insbesondere die sechs baugleichen Stabach-
sen. Einerseits befinden sich mit den Kugelgewindetrieben und den Mo-
toren die Hauptwärmequelen der Maschine in den Achsen und anderer-
seits sind die Achsen durch die Gelenke gegenüber dem Grundgestel 
und der bewegten Platform thermisch weitgehend isoliert. Damit kommt 
es bei Achsbewegungen zu einer Eigenerwärmung und einer resultie-
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renden thermischen Längsdehnung. Diese Längsdehnung beeinflusst 
dann die Bewegungsgenauigkeit der Gesamtmaschine. 
3 KNOTENPUNKT-NETZWERKMODELLIERUNG 
3.1 THERMISCHES KNOTENPUNKTMODELL 
Der Grundbaustein des Knotenpunktmodels zur Abbildung instationärer 
thermischer Prozesse ist ein thermischer Körper. Der Zustand dieses 
Körpers wird mit einer mitleren Temperatur T (kalorische Miteltempera-
tur) beschrieben. Der Körper besitzt ein Wärmespeichervermögen (Ka-
pazität) C und ein Wärmeleitvermögen (Leitwert) L zu seiner Umgebung. 
In den Körper kann ein Wärmestrom Q̇ eingespeist werden. 
Wenn mehrere dieser Elementarmodele über ihre Leitwerte miteinander 
verknüpft werden, ergibt sich ein netzartiges Knotenpunktmodel. Die 
Knotenpunktgleichung für einen Körper i und seine Nachbarkörper k lau-








































 .  (2)  
Berücksichtigt man ale im Netz verknüpften Körper, entsteht ein System 
von Knotenpunktgleichungen. Dieses kann bspw. mit einem expliziten 
Einzelschritverfahren nach Gauß-Seidel zeitschritweise gelöst werden. 
Damit lässt sich ein Temperaturverlauf über der Zeit simulieren. Benötigt 
man nur den stationären Zustand des Temperaturfeldes, kann man die-
sen mit Ki = 1 iterativ berechnen. 
3.2 GEOMETRIEBASIERTE MODELLIERUNG 
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Bei der Modelierung der Festkörper der Maschinen kann sich der Um-
stand zu Nutze gemacht werden, dass die Bauteile oft aus einfachen ge-
ometrischen Grundkörpern bestehen. Für solche regulären Geometrie-
elemente lassen sich die Parameter des Knotenpunktmodels relativ 
leicht bestimmen. So finden sich in den umfangreichen Literaturquelen 
zur Wärmeübertragung für zahlreiche geometrische Grundkörper Form-
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koefizienten zur Ermitlung der Leitwerte. Die Kapazitäten lassen sich 
über das Volumen des Körpers und die Stofwerte berechnen. 
 
Abbildung 3: CAD-Model und abgeleitetes Knotenpunktmodel der MiniHex-Stabachse 
Bei Bauteilen mit komplexerer Geometrie, wie einem stark verrippten 
Gestel, können zwei unterschiedliche Modelierungsvarianten genutzt 
werden. Bei der ersten Variante wird die komplexe Bauteilgeometrie aus 
mehreren einfachen Grundkörpern zusammengesetzt, was eine hohe 
Detailtreue ermöglicht, jedoch einen erhöhten Modelierungsaufwand 
nach sich zieht. Bei der zweiten Variante werden die Körper als homo-
gene Körper betrachtet, bei denen sich die einzelnen Volumenbestand-
teile, wie bspw. die eingeschlossene Luft und der Stahl des verippten 
Gestelbauteils, homogen vermischen. Diese Vorgehensweise stelt oft 
eine starke Vereinfachung tatsächlicher Verhältnisse dar. Für überschlä-
gige Rechnungen ist dieses Vorgehen jedoch meist ausreichend und 
benötigt nur einen geringen Modelierungsaufwand. 
Abbildung 3 zeigt die geometriebasierte Modelierung am Beispiel einer 
Stabachse des mobilen Demonstrators MiniHex. Es wird von der über 
CAD (computer aided design) beschriebenen Geometrie der einzelnen 
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Bauteile ausgegangen. Zunächst wird untersucht, wie die Geometrie der 
Bauteile mit der Geometrie der verfügbaren Geometrieelemente abgebil-
det werden kann. Im vorliegenden Beispiel sind als Geometrieelemente 
Quader und Hohlzylinder vorhanden. Motor und Riemengehäuse werden 
über Quaderelemente homogenisiert abgebildet. Die restlichen Bauteile 
werden z.T. geometrisch entfeinert über Hohlzylinderelemente beschrie-
ben. 
Die Bauteile, die über Verschraubungen oder stofschlüssig (z. B. ver-
schweißt) verbunden sind, können modelseitig ebenfals direkt verbun-
den werden. Dabei werden die einzelnen Teileitwerte der Elemente in 
Richtung der berührenden Außenflächen zu einem Gesamtleitwert ver-
rechnet. Der Wärmeübergang zwischen den Körperoberflächen im Inne-
ren der Maschine und zur Umgebung erfolgt durch Konvektion, Wärme-
strahlung und Wärmetransport durch Stoftransport. Zur Beschreibung 
dieser Phänomene wird üblicher Weise auf empirische Ansätze zurück-
gegrifen (JUNGNICKEL 2010). Die damit ermitelten Teileitwerte der Wär-
meübergänge werden mit den inneren Leitwerten der Festkörper zu ei-
nem Gesamtleitwert verechnet. 
Reibungsbasierte Verlustleistungen oder elektrische Verluste von Moto-
ren werden ebenfals über empirische Ansätze beschrieben. Verlustleis-
tungen entstehen am Mobilen Demonstrator MiniHex bspw. in der be-
wegten KGT-Muter (Kugelgewindetrieb) oder im Motor. Die entstehende 
Wärme wird im Model in die betrefenden Festkörper eingeleitet (Abbil-
dung 3). 
Ein weiterer Aspekt des Verhaltens ist die sich über der Zeit verändernde 
Struktur der Maschine. Dies ist im vorliegenden Beispiel der KGT, bei 
dem sich die Muter entlang der Spindel bewegt. Durch die Relativbewe-
gung ändert sich sowohl die Wärmübertragung der umliegenden Bauteile 
als auch der Wärmeeintrag in die Spindel positionsabhängig. Modelsei-
tig kann dies durch positionsabhängige Leitwerte und verlustleistungs-
bedingte Wärmequelen beschrieben werden (vgl. GROßMANN & JUNGNI-
CKEL 1998). 
3.3 WERKZEUGGESTÜTZTE MODELLERSTELLUNG, BERECH-
NUNG UND AUSWERTUNG 
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Zur Erstelung, Berechnung und Ergebnisauswertung von Knotenpunkt-
modelen wurde ein Werkzeug entwickelt. Dieses Werkzeug basiert auf 
Bibliotheken und Berechnungswerkzeugen für die Programmiersprache 
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Python. Die Modelerstelung erfolgt mit einer Bibliothek von Netzwerk-
elementen. Dies sind: 
  Einfache Knotenelemente ohne geometrischen Bezug, 
  Elemente einfacher geometrischer Festkörper, 
  Link-Elemente für die Abbildung verschiedener Formen von Wär-
meübergängen und 
 Wärmequel-Elemente. 
Die Modelerstelung umfasst die Auswahl der Modelelemente und deren 
Parametrierung. Nachdem das Model in Form eines Netzwerks von Mo-
delelementen fertiggestelt ist, wird das System der Knotenpunktglei-
chungen automatisiert abgeleitet. Die hierfür nötigen Informationen wer-
den über die Bibliothek in den verwendeten Modelelementen bereitge-
stelt. 
 
Abbildung 4:Visualisierung von Model und Ergebnisgrößen 
Die sich anschließende Simulation und Ergebnisauswertung wird eben-
fals unterstützt. Um die zahlreichen Ergebnisgrößen einer Simulation 
einer einfachen Interpretation zugänglich zu machen, ist eine Visualisie-
rungslösung entwickelt worden. Diese erlaubt eine komprimierte und 
übersichtliche Darstelung der Wirkung einzelner Größen des Knoten-
punktmodels auf die umfangreichen thermischen Vorgänge (Abbildung 
4). Für das Verständnis des konkreten thermischen Verhaltens sind viel-
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fach vor alem qualitative Aussagen, d.h. die Relation einzelner Größen 
zueinander von Interesse. Die Visualisierungslösung nutzt dafür die An-
schaulichkeit des Knotenpunktmodels aus (vgl. KAUSCHINGER & SCHROE-
DER 2014). 
3.4  VALIDIERUNG UND MODELLABGLEICH 
Das in der Abbildung 3 und 4 dargestelte Model der Stabachse ist auf 
Grund der hohen Unsicherheit einzelner Parameter messtechnisch ge-
stützt abgeglichen worden. Die abgeglichenen unsicheren Parameter 
sind in den Modelansätzen zur Beschreibung der Verlustleistungen so-
wie der konvektiven Wärmeübergänge verortet (vgl. KAUSCHINGER & 
SCHROEDER 2015). Das abgeglichene Model zeigt beim Vergleich zwi-
schen Messung und Simulation (Abbildung 5) eine gute qualitative Be-
schreibung der Temperaturverläufe. Die quantitativen Werte, wie bspw. 
die Temperatur des Vorschubrohrs, zeigen deutliche Abweichungen. 
Dies ist unter Anderem auf die recht grobe Beschreibung der Bauteilge-
ometrie zurückzuführen. 
 
Abbildung 5: Gemessener und berechneter Erwärmungsverlauf 
4 FEM-MOR-NETZWERKMODELLIRUNG 
Analog zur Knotenpunktmodelierung wird bei der FEM-MOR-Netzwerk-
modelierung zunächst die Geometrie der gesamten Maschinenstruktur 
in einzelnen Baugruppen (BG) unterteilt (Abbildung 2). 
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Im Gegensatz zum Knotenpunktmodel wird die Freiheitsgradreduktion 
der einzelnen BG-Modele nicht durch geometrische Vereinfachung der 
BG und Erzeugung einer großmaschigen inneren Netzstruktur, sondern 
durch Anwendung spezieler mathematischer Methoden der Model-
Ordnungs-Reduktion (MOR) auf die BG-FE-Modele erreicht. 
Das Grundkonzept des FEM-MOR-Modelierungsschemas entspricht 
dem Prinzip der Knotenpunktmodelierung: Nachdem einzelne BG-
Knoten ausmodeliert sind, werden diese mitels Link-Elementen, die den 
Wärmeaustausch unter Berücksichtigung der relativen Bewegung von 
Baugruppen beschreiben, untereinander verbunden. 
Zum besseren Verständnis der FEM-MOR-Netzwerkmodelierung wird im 
nächsten Unterabschnit die Kernmethode – das MOR-Verfahren – kurz 
umrissen. 
4.1  STRUKTUR- UND PARAMETERERHALTENDE KRYLOV-MOR-
VERFAHREN 
MOR-Verfahren bieten eine efiziente Möglichkeit zur Erstelung rechen-
zeitsparender, kleindimensionaler Modele mit guten Approximationsei-
genschaften direkt aus einem FE-Model SCHILDERS ET. AL. (2000). 
Die Entwicklung und die Adaptation an WZM-spezifische Anforderungen 
der struktur- und parametererhaltenden MOR-Verfahren vom Krylov-Typ 
sind in GROßMANN ET AL. (2012), GALANT ET AL. (2015) ausführlich be-
schrieben und werden folgend kurz skizziert. 
Ausgangspunkt ist eine Zustandsraumdarstelung des thermischen Teil-































































   (3)  
Die Umformung des FE-Models des Wärmeleitungsproblems in die 
Form (3, links) kann in GROßMANN ET AL. (2012) gefunden werden. Das 
MOR-Verfahren transformiert das originale FE-Model (4, links) in ein 
struktur- und parameteräquivalentes reduziertes Model (4, rechts), das 
im Vergleich zum FE-Model wesentlich weniger Freiheitsgrade besitzt. 
Die Eingangssignale iu sind zeitabhängige Parameter, welche die auf 
das FE-Model aufgebrachten Lasten beschreiben. Die Vektoren }{T und 
}ˆ{T sind die entsprechenden Zustandsvektoren im originalen und redu-
zierten System. Die Ausgangssignale iy 
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bilden die beobachtbaren Zu-
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standswerte als Temperaturen in den FE-Knoten ab. Der reduzierte 
Ausgangssignalvektor }ˆ{y approximiert }{y. Die Algorithmen zur Trans-
formation der System-, Steuer- und Messmatrizen  ][][ iiAA  , ][B und ][C 
in die entsprechenden reduzierten Formen  ]ˆ[]ˆ[ iiAA  , ]ˆ[B und ]ˆ[C sind in 
GALANT ET AL. (2015) zu finden. 
Zusammenfassend ergibt sich: 
1) Die Generierung des reduzierten Models ist von konkreten Größen 
der Eingangssignale und Parameter unabhängig. 
2) Die Struktur des originalen Systems bleibt im reduzierten System 
explizit erhalten. 
3) Das reduzierte Model hat im Vergleich mit dem unreduzierten FE-
Model eine wesentlich kleinere Dimension und kann daher um 
mehrere Größenordnungen schneler berechnet werden. 
4) Im Fal ][C-Einheitsmatrix liefert die zweite Gleichung von (3, rechts) 
die Vorschrift zur Rücktransformation der reduzierten Bild-
„Temperaturen“ auf den volen Temperaturvektor des originalen FE-
Models. 
Da bei dem thermischen System die zeitabhängigen Lastparameter (wie 
Wärmeströme und Umgebungstemperaturen) im Eingangssignalvektor 
und die konvektiven Wärmeübergangszahlen in den Parametervektor 
eingehen, bedeuten die Punkte 1) und 2), dass die Generierung des re-
chenzeitsparenden reduzierten Models aus dem originalen FE-Model 
unabhängig von der Lastparametrierung ist. Daher kann das einmalig 
erstelte reduzierte Model für unterschiedliche Lastverläufe eingesetzt 
werden. 
Mit der realisierten Kombination FEM – MOR ist eine WZM-typische ge-
ometrische Komplexität efizient modelierbar. So können jetzt kompakte 
rechenzeitsparende reduzierte Modele aus hoch aufgelösten originalen 
FE-Modelen mit nichtlinearen Randbedingungen (wie z. B. Strahlung) 
generiert werden. Die für Online-Anwendungen (wie beispielweise steue-
rungsintegrierte Korrektur) notwendige Echtzeitfähigkeit wird weitgehend 
ohne Genauigkeitsverlust (vgl. GROßMANN ET AL. 
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(2012)) mithilfe von ma-
thematischen Algorithmen der MOR erzielt. Auf geometrische Vereinfa-
chungen, wie sie bei der Knotenpunktmodelierung notwendig sind, kann 
verzichtet werden. 
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4.2 BESCHREIBUNG DES FEM-MOR-MODELLIERUNGSSCHEMAS 
Ausgehend vom CAD-Model (Abbildung 2) wird ein schneles thermi-
sches Netzwerkmodel in Form eines Simulink-Signalplans (Abbildung 6) 
in nachfolgend kurz charakterisierten Schriten generiert. Eine ausführli-
che Beschreibung findet man in GALANT ET AL. (2015). 
  Zuerst wird die gesamte WZM-Struktur in BG ohne relevante inne-
re Relativbewegungen zerlegt (Abbildung 2, rechts). Die BG-
Geometrie wird nicht bzw. nur leicht entfeinert. 
  Danach werden für jede Baugruppe folgende Teilschrite realisiert: 
o  Die BG-Geometrie wird in die FE-Umgebung importiert, ver-
netzt und mit thermischen Materialparametern versehen. Das 
BG-FE-Model wird generiert. 
o  Die Knotenbereiche für spätere Lastapplikationen – i.d.R. an 
Flächen – werden markiert. 
o  Das BG-FE-Model wird mitels oben beschriebenen MOR-
Verfahren in das kompakte rechenzeitsparende MOR-Model 
transformiert. 
  Nachdem ale Baugruppen behandelt sind, werden diese mitels 
spezialisierten Link-Elementen unter Berücksichtigung der Struk-
turvariabilität und thermischer Randbedingungen miteinander und 
mit den Umgebungs-Knoten verbunden. 

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 Im letzten Schrit wird das Netzwerkmodel parametriert, d.h. die 
Eingangsdaten (Bewegungsregime, äußere Wärmeströme, Umge-
bungstemperaturen, u. a.) werden definiert. 
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Abbildung 6: Netzwerkmodel der KGT-getriebenen Stabachse 
des mobilen Demonstrators MiniHex als Simulink-Signalplan 
4.3 ENTWICKLUNGSUMGEBUNGEN UND DATENSCHNITTSTELLE 
Für die FEM-MOR-Netzwerkmodel Generierung und Nutzung werden 
als FE- und Postprocessing-Umgebung ANSYS Workbench (ANSYS 
WB), und als MOR- und Berechnungsumgebung MATLAB/Simulink ver-
wendet. 
Unter MATLAB/Simulink wurde eine speziele Bibliothek „thermo-
elastische Netzwerkmodele“ entwickelt und implementiert (Abbildung 7). 
Mit dieser Bibliothek werden die BG-FE-Modele mitels MOR-Methode in 
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kompakte Simulink-BG-Blöcke umgeformt und mit der Hilfe von CON-
TACT-Blöcken (speziele Link-Elemente) miteinander verbunden. 
 
Abbildung 7: Simulink-Bibliothek „thermo-elastische Netzwerkmodele“ 
Für den Datentransfer zwischen ANSYS WB und MATLAB/Simulink 
wurde eine speziele Schnitstele entwickelt, die den Export des 
unreduzierten FE-Models von ANSYS WB nach MATLAB/SIMULINK 
und den Import der mit Hilfe des schnelen FEM-MOR-Netzwerkmodels 
berechnete Temperaturfeld zurück nach ANSYS WB erlaubt. Dort kann 
das efizient berechnete Temperaturfeld auf dem originalen FE-Giter vi-
sualisiert bzw. für weitere Analysen (z. B. Verformungsberechnung) ge-
nutzt werden. 
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4.4  VALIDIERUNG UND MODELLABGLEICH 
 
Abbildung 8: Vergleich zwischen gemessenen und mit dem echtzeitfähigen FEM-MOR-
Netzwerkmodel simulierten Temperaturen 
Unter Nutzung des beschriebenen FEM-MOR-Modelierungsschemas 
wurde ein echtzeitfähiges Netzwerkmodel als Simulink-Signalplan (Ab-
bildung 6) für eine KGT-basierte Stabachse des mobilen Demonstrators 
entwickelt und experimentel abgeglichen. Die Ergebnisse des Ver-
gleichs zwischen Simulation und Messung (Abbildung 8) zeigen nicht nur 
sehr gute qualitative, sondern auch gute quantitative Übereinstimmung. 
Neben der sehr guten Genauigkeitseigenschaften betrug das Verhältnis 
der Simulationszeit (37 s) zur Betriebszeit (ca. 4.1 h = 14760 s) ca. 1 zu 
400, was die Verfahren hervorragend als Echtzeitmethode qualifiziert. 
5 ZUSAMMENFÜHRUNG UND AUSBLICK 
Qualitativ führen beide Modelierungsarten zum gleichen Ergebnis (vgl. 
Abbildung 5 und Abbildung 8). Je nach Anwendungsfal und konkreter 
Fragestelung besitzen die einzelnen Modelierungsarten jedoch unter-
schiedliche Stärken und Schwächen. 
Wenn man bspw. für Vorausberechnungen das qualitative Verhalten der 
Maschine bestimmen oder das thermische Model schnel und efizient 
erstelen möchte, so ist die Knotenpunktmodelierung eine gute Wahl. 
Dies trift insbesondere auf die konstruktive Entwicklungsphase der WZM 
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zu. In dieser Phase sind typischer Weise noch keine genaue CAD-Daten 
der Maschine vorhanden. Hier eignet sich die Knotenpunktmodelierung 
gut, um z. B. gestalterische Kompensationslösungen numerisch zu ana-
lysieren. Das Knotenpunktmodel hat eine geringe Komplexität, zeigt 
höhe Übersichtlichkeit und erlaubt es die thermische Ergebnisse schnel 
und einfach zu interpretieren (Abbildung 4). 
Wenn hingegen quantitative Ergebnisse mit hoher struktureler Auflösung 
relevant und detailierte CAD-Daten der Maschine vorhanden sind, so ist 
die FEM-MOR-Netzwerkmodelierung eine efiziente Alternative gegen-
über der konventionelen FEM-Analyse und der Knotenpunktmodelie-
rung. Sowohl das Preprocessing als auch das Postprocessing der FEM-
MOR-Modelierung entsprechen der klassischen FE-Modelerung. Die 
FEM-MOR-Netzwerkmodelierung kann also in den üblichen FEM-CAE-
Prozess eingebetet werden, wobei das generierte Netzwerk-
Berechnungsmodel wesentlich rechenzeitsparende im Vergleich zur 
konventionelen FE-Model sein wird. 
Die mit der FEM-MOR-Netzwerkmodelierung bzw. mit der Knoten-
punktmodelierung generierten thermischen Simulationsmodele zeigen 
gegenüber der klassischen FE-Modelerung einen stark reduzierte Be-
rechnungsaufwand. Dies qualifiziert beide Verfahren sowohl für echtzeit-
kritische Online-Anwendungen bei der steuerungsintegrierten Korektur 
als auch für Variantenrechnungen mit vielen Simulationsläufen wie es 
bei der Parameteridentifikation der Fal ist. Die Verwendung des FEM-
MOR-Modelierungsschemas für Generierung des strukturbasierten 
steuerungsintegrierten Korrekturmodels des kompleten mobilen De-
monstrators MiniHex ist in BEITELSCHMIDT ET AL. (2015) und THIEM ET AL. 
(2015) beschrieben. 
Beide Modelierungsschemata haben identische Prinzipien und Mecha-
nismen: 




  Verbindung dieser Knoten mitels Link-Elementen, die thermische 
Randbedingungen und Strukturvariabilität berücksichtigen. 
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Abbildung 8: Vision der Kombination des Knotenpunktmodels mit dem FEM-MOR-
Netzwerkmodel 
Dem entsprechend können die beiden Verfahren auch kombiniert wer-
den (Abbildung 8). So können Elemente eines Knotenpunktmodels suk-
zessive mit Elementen aus FEM-MOR-Modelen ersetzt werden. Ande-
rerseits können im FEM-MOR-Netzwerkmodel die Elemente ohne vor-
handene CAD-Daten oder solche Elemente, für die die hohe Ergebnis-
auflösung nicht relevant ist, durch Elemente des Knotenpunktmodels 
ersetzt werden. Die Ergebnisse können dann je nach verwendetem Mo-
del-Bausatz entweder hoch aufgelöst oder einfach dargestelt werden. 
An dem ersten Prototyp solches Hybrid-Software-Systems wird derzeit 
gearbeitet. 
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WÄRME IM ZERSPANUNGSPROZESS UND 
IHRE WIRKUNG IM WERKZEUG 
Mathias Putz, Gerhard Schmidt, Ulrich Semmler (IWU Chemnitz) 
Michael Bräunig (IWP TU Chemnitz) 
 Fritz Klocke, Drazen Veselovac, Mathias Brockmann, Thorsten 
Augspurger, Patrick Matfeld, Mathias Rasim, Christian Wrobel 
(Lehrstuhl für Technologie der Fertigungsverfahren RWTH Aachen) 
1 EINLEITUNG 
Temperaturverteilungen in der Zerspanzone und damit einhergehende 
Wärmeströme sind von signifikanter Bedeutung für den Zerspanungs-
prozess mit definiert bestimmter und unbestimmter Schneide. Diese be-
einflussen die Funktionalität und wirtschaftliche Herstelbarkeit zahlrei-
cher, oft sicherheitskritischer, Komponenten des Maschinenbaus. So 
sind bei der Zerspanung einige Verschleißphänomene direkt oder indi-
rekt temperaturgetrieben und die eingesetzten Schneidstofe und Be-
schichtungen müssen in Kombination mit den Prozessparametern auf 
die zu erwartenden thermischen Bedingungen abgestimmt werden. Erst 
so wird ein wirtschaftliches Verhältnis aus Prozesszeit und Werkzeug-
kosten geschafen. Der hohe Anspruch an die Funktionalität der Kompo-
nenten kann letztlich nur bei bekannten fertigungstechnischen Prozess-
signaturen, z. B. in Hinblick auf die thermo-mechanische Randzonenbe-
einflussung, gesichert werden. So hängt beim Schleifen, Fräsen, Dre-
hen, Räumen etc. der resultierende Eigenspannungszustand in der Bau-
teilrandzone wesentlich vom im Prozess herrschenden thermo-
mechanischen Belastungskolektiv ab. Das Vorhandensein von Druck- 
bzw. Zugeigenspannungen und deren Intensität entscheiden in der Folge 
z. B. über die Dauerschwingfestigkeit der gefertigten Komponenten. 
Die Wirtschaftlichkeit und die Funktionalität der Bauteile sind oftmals ab-
hängig von der erzielbaren Bearbeitungsgenauigkeit. Trotz theoretisch 
hoher Bearbeitungsgenauigkeiten der Werkzeugmaschinen im Submik-
rometerbereich können die geforderten Toleranzen häufig nicht fortwäh-
rend eingehalten werden, da es zu thermo-elastischen Ausdehnungen in 
Maschinenkomponenten wie z. B. dem Werkzeug und dessen Einspan-
nung kommt. Diese Wärmeausdehnungen haben ihren Ursprung direkt 
oder indirekt in der Zerspanzone. Selbst wenn kein direkter Zusammen-
hang zwischen Zerspanzone und anderen Maschinenkomponenten in 
Wärme im Zerspanungsprozess und ihre Wirkung im Werkzeug 
Form von Wärmeleitung besteht, so ist dieser dennoch über die spezifi-
sche Zerspankraft und damit Prozesstemperaturen mit entsprechend ge-
forderter Leistungen der Antriebe bzw. Kräfte auf Maschinenkomponen-
ten gegeben. 
Die Vorhersage von Temperaturverteilungen, Wärmeströmen bis hin zu 
thermischen Belastungskolektiven ist somit ein wesentlicher Bestandteil 
bei der Auslegung fertigungstechnischer Prozesse. Sie bedingt die 
Kenntnis der relevanten Temperaturfelder und Wärmeverteilung in der 
Zerspanzone, welche in der Industrie aufgrund der erforderlichen kom-
plexen Messtechnik nicht wirtschaftlich ermitelt werden können. Somit 
besteht der Bedarf für Modele, welche auf die thermischen Verhältnisse 
in der Zerspanzone und ihre Wirkung auf die Werkzeugmaschine schlie-
ßen lassen. 
2  MODELLIERUNG DER TEMPERATURVERTREILUNG 
UND DER ZUGEHÖRIGEN WÄRMESTROMAUFTEILUNG 
IM ZERSPANPROZESS 
2.1 TEMPERATURMODELLIERUNG FÜR DIE ZERSPANUNG MIT 
GEOMETRISCH DEFINIERTER SCHNEIDE 
Fortgeschritene, analytische Ansätze für die Modelierung von Tempera-
turfeldern in der Zerspanung mit definierter Schneide sind die Arbeiten 
von KOMANDURI & HOU (2001) und GIERLINGS (2015). Diese bauen auf 
den Überlegungen von BLOK (1938) und JAEGER (1942) zu bewegten 
Wärmequelen auf. Durch die Übertragung auf den Zerspanprozess mit 
definierter Schneide gelang HAHN (1951) schließlich ein Model, welches 
sich nah an den tatsächlichen physikalischen Verhältnissen, nämlich ei-
ner mit Schnitgeschwindigkeit bewegten Bandwärmequele, orientierte 
und von einem einzigen Körper in der Scherzone ausging. KOMMANDURI 
& HOU (2001) entwickelten HAHNs Lösung weiter, indem sie von einer 
schiefen, bewegenden Bandwärmequele und adiabaten Randzonen 
ausgingen. Durch die Wahl geeigneter Untersysteme und deren Kopp-
lung wurde es schließlich möglich die Temperaturverteilung im Werk-
stück, Span und Werkzeug und entsprechende Wärmeaufteilungen reali-
tätsnah zu modelieren. GIERLINGS
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 (2015) ergänzte das Model um eine 
tertiäre Wärmequele, nämlich der Reibwärmequele auf der Freifläche, 
zwecks Abbildung von Verschleißmechanismen und setzte für den Fal 
des Räumprozesses eine Vereinfachung des Models um. Beide Modele 
gehen jedoch von vereinfachten Eingrifsbedingungen aus und ermögli-
chen  nicht  die  Analyse  komplexer  Geometrien  wie  
Wärme im Zerspanungsprozess und ihre Wirkung im Werkzeug 
Schneidkantenverrundungen bei der Zerspanung mit definierter Schnei-
de. 
Die Panel-Methode setzt dagegen an den Unzulänglichkeiten der vor-
rangegangenen Modele an, indem sie ausgehend von komplexen Werk-
zeuggeometrien, die real vorkommen, eine analytische Beschreibung der 
Temperaturfelder in der Zerspanzone vornimmt. Dies ermöglicht eine 
zielgerichtete Weiterentwicklung der Temperaturmodelierung für die 
Zerspanung mit geometrisch definierter Schneide. 
2.2 WÄRMESTROMMODELLIERUNG IM SCHLEIFPROZESS 
Für eine möglichst genaue Vorhersage der Temperaturfelder im Schleif-
prozess ist neben Kenntnis der Wärmeentstehung in der Kontaktzone 
(Wärmequelen) eine Kenntnis über die Wärmestromaufteilung in die 
einzelnen Komponenten Werkzeug, Werkstück, Kühlschmierstof und 
Späne entscheidend. Die Aufteilung der Wärmeströme ist neben der 
Auslegung der Komponenten, der Kühlstrategie und der Prozessführung 
insbesondere von den Kontaktverhältnissen der Komponenten in der 
Kontaktzone abhängig. Aufgrund der Komplexität des Schleifprozesses 
durch die vielen unregelmäßig geformten, statistisch angeordneten 
Schleifkörner, die gleichzeitig mit dem Werkstück interagieren, ist jedoch 
eine exakte Vorhersage der Wärmstromaufteilung nicht möglich und be-
darf daher einer Modelierung. 
In der Vergangenheit wurde für die Wärmestrommodelierung im Schleif-
prozess eine Vielzahl von Modelen entwickelt, die unterschiedliche An-
sätze verfolgen sowie unterschiedliche Annahmen und Vereinfachungen 
trefen. Trotz dieser Modelvielfalt können ale bestehenden Modele auf 
zwei Modelgrundformen zurückgeführt werden, die Scheibenkontakt-
analyse und die Kornkontaktanalyse (MAIER 2008). 
Die Scheibenkontaktanalyse basiert auf der mathematischen Beschrei-
bung der Kontaktwärmeübertragung zwischen einer sich bewegenden 
Wärmequele und einem stehenden semi-infiniten Körper nach JAE-
GER (1942). Hier-auf aufbauend entwickelten OUTWATER & SHAW (1952) 
das erste Scheibenkontaktmodel zur Berechnung des Wärmeintrags in 
das Werkstück beim Trockenschleifen. Der Schleifkörper wird bei der 
Scheibenkontaktanalyse als homogener Hülkörper angenommen, des-
sen Poren mit Kühlschmierstof (KSS) gefült sind. Die thermo-
physikalischen Eigenschaften des Schleifscheiben-KSS-Verbundes wer-
den über die thermischen Werkstofkennwerte der Verbundeinzelkompo-
nenten (Korn, Bindung, Poren, KSS) sowie deren prozentualen Anteile 
im Verbund approximiert (LAVINE 
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1988). Des Weiteren wurden zunächst 
Wärme im Zerspanungsprozess und ihre Wirkung im Werkzeug 
die Annahmen getrofen, dass sowohl die im Schleifprozess in Wärme 
umgewandelte Energie als auch die Wärmestromaufteilung über der 
Kontaktzone konstant sind. Die Temperaturmessungen unterhalb der 
Werkstückoberfläche von KOHLI ET AL. (1995) zeigten jedoch, dass sich 
sowohl der Wärmestromeintrag in das Werkstück als auch die Wärme-
quelstärke über der Kontaktzone ändern. Aufbauend auf dieser Er-
kenntnis entwickelten GUO & MALKIN (1995) ein erweitertes Scheiben-
kontaktmodel, das die Anforderungen von veränderlicher Wärmestrom-
aufteilung und Wärmequele über der Kontaktzone erfült. Durch dieses 
Model konnte erstmals der Einfluss der Relativgeschwindigkeit zwischen 
Werkstück und Schleifscheibe auf das Temperaturprofil in der Kontakt-
zone qualitativ nachgewiesen werden. Eine experimentele Validierung 
der modelierten Wärmestromverteilungen und Temperaturprofile exis-
tiert noch nicht (GUO & MALKIN 1995; MALKIN & GUO 2007). 
Der Ursprung der Kornkontaktanalyse ist auf die Untersuchungen von 
HAHN (1956) zurückzuführen. HAHN führt aufgrund von energetischen 
Überlegungen die Wärmeentstehung im Schleifprozess auf die Reibflä-
chen zwischen Korn und Werkstück zurück. Aufbauend auf diesen Über-
legungen erfolgt bei der Kornkontaktanalyse die Berechnung der Wär-
mestromaufteilung zwischen Schleifscheibe und Werkstück über die 
Kontaktflächen zwischen den Kornverschleißflächen und dem Werk-
stück. Der Wärmetransport in den Kühlschmierstof und Span wird durch 
zusätzliche Wärmestromübertragungssysteme zwischen dem Werkstück 
und diesen modeliert. Die Kopplung der Wärmestromübertragungssys-
teme stützt sich auf das Model nicht-adiabate Werkstückoberflächen von 
DESRUISSEAUX (1968). 
Das erste Kornkontaktanalysemodel zur Berechnung der Wärmestrom-
aufteilung im Schleifprozess wurde von LAVINE & JEN (1991)  entwickelt. 
Das Einzelkorn wird hierbei als semi-infiniter Kegelstumpf angenommen. 
Ale Körner sind uniform und gleichmäßig über der Kontaktzone verteilt. 
Die Wärmestromaufteilung wird über der Kontaktzone als konstant an-
gesetzt. Die Wärmeabfuhr über den Span und die Bindung wird vernach-
lässigt. Als weitere Modelvereinfachung wird nur die Prozesskinematik 
des Gleichlaufschleifens abgebildet. 
In weiterführenden Arbeiten von LAVINE wurde dieses Model zunächst 
um  die  Wärmeabfuhr  über  den  Span  erweitert  
(LAVINE & TURKOVICH 1991) und anschließend um den Einfluss der Korn-
bindung auf den Wärmeeintrag in das Korn ergänzt (HAR-
RIS & LAVINE
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 1991). Die Modelerweiterung einer über der Kontaktzone 
veränderlicher Wärmestromaufteilung und Wärmequele erfolgte in 
Wärme im Zerspanungsprozess und ihre Wirkung im Werkzeug 
LAVINE & JEN (1995). Der Grenzfal der Kühlschmierstofverdampfung 
wurde dem Modelansatz in LAVINE & JEN. (1996) hinzugefügt. Als letzte 
Erweiterung wurde das Model auf die Prozesskinematik des Gegenlauf-
schleifens übertragen (DEMETRIOU & LAVINE 2000). Trotz der vielen Mo-
delweiterentwicklungen ist auch hier eine experimentele Validierung der 
modelierten Wärmestromverteilungen und Temperaturprofile über der 
Kontaktzone nicht erfolgt. 
Der zuvor beschriebene Stand der Technik zeigt, dass bei den beste-
henden Modelen zur Wärmestrommodelierung im Schleifprozess der 
Einfluss der Schleifscheibentopographie und damit der Schleifscheiben-
spezifikation, welche sich aus dem Bindungs-, Poren- und Kornvolumen 
sowie dem Korntyp und der Korngröße zusammensetzt, nicht ausrei-
chend abgebildet wird. Als Folge wird zum einen der von RASIM (2016) 
nachgewiesene signifikante Einfluss der Kornform auf die Wärmeentste-
hung beim einzelnen Korneingrif und die daraus folgende Beeinflussung 
der Einzelkornkontaktwärmeübertragung nicht abgebildet. Zum anderen 
werden die varierenden Kontaktverhältnisse über der Kontaktzone eben-
fals nicht berücksichtigt. Dies hat zur Folge, dass die bestehenden Mo-
dele der Scheibenkontaktanalyse sowie der Kornkontaktanalyse bei ei-
ner Veränderung der betrachteten Schleifscheibentopographie ihre Gül-
tigkeit verlieren und durch aufwändige experimentele Untersuchungen 
angepasst werden müssen. 
2.3 EINFLUSS DER PROZESSWÄRME AUF DIE WERKZEUGVER-
LAGERUNG 
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Die thermo-elastische Verlagerung des Werkzeugs und dessen Ein-
spannung ist von wesentlicher Bedeutung hinsichtlich der Bearbeitungs-
genauigkeit von Werkzeugmaschinen bzw. der eingangs beschriebenen 
Funktionalität und wirtschaftlichen Herstelbarkeit von Werkstücken. Die 
Größe der Verlagerung kann über das Temperaturfeld und die thermi-
schen Werkstofeigenschaften bestimmt werden. 
Die Temperaturverteilung ist in hohem Maße sowohl von der Zeit als 
auch vom Ort abhängig. Eine numerische Berechnung ist im Normalfal 
mit FE-Modelen möglich, diese sind jedoch von vereinfachten Annah-
men gekennzeichnet, da der Einflussbereich, die Kenngrößen und die 
Lage des Werkzeugs sich immerfort ändern. Neben zahlreichen Rand- 
und Übergangsbedingungen, die sich für jeden Prozess deutlich unter-
scheiden, sind verschiedene Eingangsgrößen zu berücksichtigen. Die 
Wärmeübergangsbedingungen zur Hauptspindel beeinflussen das ther-
mische Verhalten im Werkzeug und im Spannfuter. Daneben ist der An-
Wärme im Zerspanungsprozess und ihre Wirkung im Werkzeug 
teil der Prozesswärme, welcher in das Werkzeug eingetragen wird, als 
weitere Eingangsgröße sowohl für die bestimmte als auch für die unbe-
stimmte Schneide zu beachten. Eine Aussage über dessen Größe ist mit 
experimentelen und numerischen Untersuchungen anspruchsvol. 
Im Stand der Technik lässt sich zunächst feststelen, dass mit experi-
mentelen Methoden erfolgreich Parameteridentifikation durchgeführt 
wird. Häufig werden dazu Widerstandsthermometer eingesetzt, die vor-
rangig am stilstehenden Werkstück Position finden. Ein Auszug bietet 
YVONNET ET AL. (2006), RICHARDSON ET AL. (2006), BRANDÃO ET AL. (2009) 
und BRANDÃO ET AL. (2011). Zudem werden thermografische Methoden 
angewendet, welche deutlich mehr Informationen liefern, bspw. wenden 
O´SULLIVAN & COTTEREL (2001) und SHINDOU ET AL. (2015) diese an. 
Übergeordnete numerische Modele, welche prävalente Prozesse in 
Grenzen abbilden sind bspw. in SEMMLER ET AL. (2014) und PUTZ ET AL. 
(2015) beschrieben. 
Um eine Verbesserung in der Genauigkeit von Prozessen zu erreichen, 
solten die Untersuchungen ihren Abschluss in Kompensations- und Kor-
rekturansätzen finden. In PUTZ ET AL. (2015) wurde bspw. die Wirksam-
keit einer Kühlmethode beschrieben. Für Kühlstrategien, die zusätzlich 
auch die Tribologie im Spannprozess beeinflussen, ist jedoch eine ganz-
heitliche Betrachtung notwendig. 
Neben der Variation der äußeren Rand– und Übergangsbedingungen 
können konstruktive Kompensationsansätze erarbeitet werden, deren 
Zielstelung die möglichst schnele Ableitung der Wärme an die Umge-
bung ist. Dazu gehören bspw. der Einsatz funktionaler Werkstofe, Kon-
struktionen, die den konvektiven Wärmeübergang zur Umgebung be-
günstigen und isolierende Wirkungen, welche mitunter das Werkzeug 
von der Werkzeugmaschine thermisch entkoppeln. Letzteres ist Gegen-
stand nachfolgender Untersuchungen. 
3  WEITERENTWICKLUNG DER TEMPERATUR- UND 
WÄRMESTROMMODELLIERUNG 
3.1 TEMPERATURFELDMODELLIERUNG BEI DER ZERSPANUNG 
MIT DEFINIERTER SCHNEIDE AUF BASIS DER POTENTIAL-
THEORIE 
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Die Beschreibung von Temperaturfeldern und Wärmeströmen basiert 
zunächst auf dem Fourierschen Gesetz zur Wärmeleitung, wonach die 
Wärmestromdichte in eine Raumrichtung dem Produkt aus Wärmeleitfä-
Wärme im Zerspanungsprozess und ihre Wirkung im Werkzeug 
higkeit λ und dem entgegengesetzten Temperaturgradienten entspricht. 
Im dreidimensionalen Fal, unter Berücksichtigung von Wärmequelen 
und Instationarität ergibt sich eine partiele Diferentialgleichung entspre-
chend Gl. 1 mit T als Temperatur, ρ als Dichte, λ als Wärmeleitfähigkeit, 
c als spezifische Wärmekapazität und  als volumenbezogene Wär-
mequele. 
 ∙ 	 ´´ (1)  
Gleichung 1 stelt unter der Bedingung konstanter, temperaturunabhän-
giger Parameter eine Beschreibung der Temperaturfelder und zugehöri-
gen Wärmeleitungsphänomenen dar, ist aber nur in vereinfachten For-
men z. B. als Laplacesche Diferentialgleichung entsprechend Gl. 2 ana-
lytisch lösbar. 
 	 	0 (2)  
Die Laplacesche Diferentialgleichung trit vielfach in den Ingenieurwis-
senschaften u.a. in der Fluidmechanik auf und wird dort zur Beschrei-
bung von idealisierten Strömungen genutzt. In der Fluidmechanik hat 
sich der Ansatz der komplexen Potentialfunktion als eine mögliche Lö-
sung etabliert. Da für komplexe Potentialfunktionen das Prinzip der 
Superposition gültig ist, lassen sich realistische Strömungsfelder z. B. 
um Halbkörper auf Basis von elementaren Potentialfunktionen wie Win-
kel-, Paralel-, Quelen- und Senkenströmungen darstelen. Die komplexe 
Potentialfunktion als Lösung der Laplace-Gleichung lässt sich entspre-
chend auf Temperaturfelder übertragen und ermöglicht durch Überlage-
rung von Elementarfunktionen die Darstelung komplexer Verhältnisse, 
wie sie sich in der Zerspanzone wiederfinden. Die Annäherung an real 
gemessene Temperaturfelder über die Potentialfunktionen erfolgte bis-
lang jedoch nur im Rahmen eines iterativen Prozesses, bei dem Kombi-
nationen aus Elementarfunktionen aufwendig gesucht wurden, welche 
möglichst genau die tatsächlichen Verhältnisse widerspiegeln. Die Pa-
nel-Methode sol hier einen systematischen Ansatz zur Modelierung von 
Temperaturfeldern auf Basis komplexer Potentialfunktionen ermöglichen. 
3.2 PANEL METHODE 
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Die bisherigen Untersuchungen zur Beschreibung von Temperaturfel-
dern durch Potentialfunktionen folgten einer iterativen Platzierung von 
Elementarlösungen wie Quelen- oder Linearfeldern in der Ebene. Diese 
Methode ermöglichte eine Annäherung an die realen Verhältnisse, konn-
te aber insbesondere auch aufgrund des Iterationsaufwands nicht den 
Wärme im Zerspanungsprozess und ihre Wirkung im Werkzeug 
Ansprüchen eines efizienten Modelierungsansatzes gerecht werden. 
Die Panel-Methode, ursprünglich entwickelt von HESS & SMITH (1967), 
ermöglicht dagegen eine zielgerichtete, systematische Herangehenswei-
se. 
Die wesentlichen Schrite sind dabei folgende: 
 Diskretisierung der geometrischen Eingrifsbedingungen 
  Festlegung der thermischen Randbedingungen 
  Erzeugen des Temperaturfeldes 
 Kalibrierung 
Bei der Diskretisierung wird der Rand der Zerspanzone in Segmente 
endlicher Ausdehnung, sog. Panels, eingeteilt. Jedes Panel verfügt über 
eine konstante Quelstärkenverteilung, die zu einem singulären Punkt in 
der Mite des Panels integriert wird. Die Quelstärke bleibt zunächst un-
bekannt und ist Bestandteil der Lösung. Zusätzlich induzieren ale Pa-
nels gegenseitig, abhängig von Abstand und Lagewinkel, eine Ge-
schwindigkeit, welche für Temperaturfelder als Wärmeströme zu inter-
pretieren sind. Diese Abhängigkeiten werden in einer Abhängigkeitsmat-
rix A zusammengefasst. 
 A	∙s 	b (3)  
Die Festlegung der thermischen Randbedingungen erfolgt über bi. Hier 
können z. B. adiabate Randbedingungen angenommen werden, wie sie 
bei der Zerspanung mit definierter Schneide für Teile der Freifläche und 
die Spanrückseite sinnvol sein können. Anderseits können auch defi-
nierte Gradienten oder konstante Temperaturen, der Neumann- bzw. 
Dirichlet-Randbedingung folgend, festgelegt werden. Die Lösung des li-
nearen Gleichungssystems in Gl. 3 ergibt schließlich die Quelstärken sj
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der einzelnen Panels in der komplexen Ebene, die in ihrer Summe die 
definierten Randbedingungen erfülen. 
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Abbildung 1: Diskretisierung der Zerspanzone unter Verwendung von Panels 
Die Panel-Methode kann als Diskretisierungsmethode von Geometrien 
aufgefasst werden. Sie diskretisiert nicht partiele Diferentialgleichungen 
wie die FEM-Methoden. Entsprechend bleiben die Lösungen analyti-
scher Natur und analog dazu die Auflösung unendlich groß. Die erzeug-
ten Potentialfelder stelen jedoch nur eine Temperaturverteilung und 
nicht absolute Temperaturen dar, welche im Zuge einer anschließenden 
Kalibrierung angepasst werden müssen. Darüber hinaus wurde in der 
gesamten Zerspanzone entgegen den realen Verhältnissen von einem 
homogenen Material ausgegangen. Die Untersuchungen beschränken 
sich dabei ausschließlich auf Quelen und Senken. Eine Implementierung 
des Models erfolgte in MATLAB. 
Eine Validierung des Modelierungsansatzes über die Panel-Methode 
erfolgte an der Räummaschine mit Werkzeugen aus Schnelarbeitsstahl. 
Dabei wurde der Einfluss varierender Schnitgeschwindigkeiten, Spa-
nungsdicken und Spanwinkel auf das Temperaturfeld in der 
Zerspanzone untersucht. Es wurde die Nickelbasislegierung Inconel 718 
zerspant.  Gemessen  wurde  das  Temperaturfeld  mit  einer  
Hochgeschwindigkeitsthermographiekamera des Typs FLIR SC7500 MB 
(Auflösung 15 µm bei 640 x 512 Pixeln) sowie punktuel (Durchmesser 
120 - 320 µm) mit einem Zweifarbenpyrometer des Typs Fire 2. Darüber 
hinaus wurde die Zerspankraft gemessen. 
Abbildung 2 stelt die Validierung des Models für die Zerspanung mit de-
finierter Schneide bei Gegenüberstelung zweier Schnitgeschwindigkei-
ten dar. Jeweils linksseitig sind die Ergebnisse aus dem Model und 
rechtsseitig dagegen die experimentel ermitelten Temperaturverteilun-
gen zu sehen. Der Spanwinkel betrug 5°, der Freiwinkel 3° und der 







































Wärme im Zerspanungsprozess und ihre Wirkung im Werkzeug 
 
Abbildung 2: Modelierte und experimentel ermitelte Temperaturfelder im Räumprozess 
bei unterschiedlichen Schnitgeschwindigkeiten 
Aus den gemessenen Zerspankraftanteilen, Schnitkraft und Schnitnor-
malkraft, konnten entsprechende Wärmequelen, Scherwinkel und Kon-
taktzonenlängen abgeleitet werden, die in die Modelierung einflossen. 
Die Kalibrierung des Temperaturfelds erfolgte schließlich über das Zwei-
farbenpyrometer. 
Neben dem Schnitgeschwindigkeitseinfluss wurde auch die Sensitivität 
der Spanungsdicke und des Spanwinkels untersucht. Die Untersuchun-
gen zeigten eine quantitative und qualitative Übereinstimmung zwischen 
Model und Versuch, insbesondere im Bereich der Werkzeugspitze. Da-
bei solte herausgestelt werden, dass nur physikalische Eingangsgrö-
ßen, etwa die Schnitkraft oder die Kontaktlänge zwischen Werkzeug 
und Span genutzt wurden. Die Kalibrierung kann als globaler Skalie-
rungsfaktor aufgefasst werden. Insgesamt ermöglicht das Model eine 
physikalisch sinnvole Vorhersage der Struktur von Temperaturfeldern im 
Zerspanprozess für unterschiedliche Materialien und Prozessparameter. 
Weiterführende Forschungsarbeiten beziehen sich auf die Modelierung 
von Temperaturfeldern im Fräsprozess. Hier ist zu untersuchen inwieweit 
sich die Panel-Methode im Vergleich zu alternativen Ansätzen für die 
Modelierung instationärer Temperaturfelder und die Berücksichtigung 
veränderlicher  Spanungsdicke,  Span-Werkzeug-Kontaktzone  und  
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= 10 m/min, RPT = 60 µm 
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insbesondere auch empirische Prozessanalysen statfinden, um den bis-
her noch begrenzten Kenntnisstand in diesem Bereich auszuweiten. 
3.3 WÄRMESTROMMODELLIERUNG IM SCHLEIFPROZESS UNTER 
BERÜCKSICHTIGUNG DER SCHLEIFSCHEIBENTOPOGRAPHIE 
Voraussetzung für eine algemeingültige Vorhersage der in die am 
Schleifprozess beteiligten Komponenten eingeleiteten Energieströme ist 
eine genaue Kenntnis über das in der Kontaktzone auf die Komponenten 
wirkende thermische Belastungskolektiv. Aus dem wirkenden thermi-
schen Belastungskolektiv kann alerdings nicht direkt auf die Energie-
ströme in die im Schleifprozess die beteiligten Komponenten geschlos-
sen werden. Hierzu ist zusätzlich die Kenntnis über die Wärmestromauf-
teilung zwischen Werkzeug, Werkstück und Kühlschmierstof erforder-
lich. In den bisherigen wissenschaftlichen Arbeiten zur energetischen 
Betrachtung von Schleifprozessen wurde der statistische Charakter von 
Schleifwerkzeugen nicht ausreichend berücksichtigt. Als Folge verlieren 
die bestehenden Berechnungsmodele bei einem Wechsel des Schleif-
werkzeugs oder Veränderung der Prozessführung sowie der Kühlstrate-
gie ihre Gültigkeit und müssen durch aufwendige experimentele Unter-
suchungen an die neuen Prozessrahmenbedingungen angepasst wer-
den. Daraus folgernd stehen bei der bisherigen energetischen Betrach-
tung von Schleifprozessen die Algemeingültigkeit und die Genauigkeit 
aufgrund fehlender Berücksichtigung der Schleifscheibentopographie 
sowie Vernachlässigung der varierenden Kontaktverhältnisse entlang 
der Kontaktzone im Zielkonflikt zueinander. 
Um diesen Konflikt aufzulösen wurde in der 1. Projektphase zunächst ein 
analytisch-empirisches Model zur Vorhersage des thermischen Belas-
tungskolektivs unter Berücksichtigung der Schleifscheibentopographie 
und den varierenden Kontaktverhältnisse über der Kontaktzone entwi-
ckelt (RASIM
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 2016). Die Validierung des Modells erfolgte auf Basis real 
gemessener und modelierter Tangentialkraftverläufe bei unterschiedli-
chen Prozessparametern sowie Schleifwerkzeugen unterschiedlicher 
Spezifikation (Abbildung 3). 
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Abbildung 3: Vergleich von modelierten und experimentel ermitelten Kraftverläufen bei vari-
ierenden Schleifscheiben und Prozessparametern nach RASIM (2016) 
Dabei wurde angenommen, dass die in den Schleifprozess eingebrachte 
Energie volständig in Wärme umgesetzt wird (STEFFENS 1983)  und 
demnach die entstehende Wärme über Kontaktzone qt mit dem Tangen-
tialkraftverlauf Ft gemäß Gl. 3 korreliert. (RASIM 2016) 
 qtx vc∙Ftxgbs,ef∙∆xmess (4)  
Hierbei entspricht vc der Schnitgeschwindigkeit, bs,ef der efektiven 
Schleifscheibeneingrifsbreite und ∆xmess der lateralen Auflösung des To-
pographiemessschriebs. 
Nachdem als Ergebnis der 1. Phase des SFB/TR 96 erstmals ein Model 
zur Vorhersage des wirkenden thermischen Belastungskolektivs unter 
Berücksichtigung der Topographie entwickelt wurde, ist das Ziel der 
2. Phase die quantitative Modelierung der Wärmestromaufteilung über 
der Kontaktzonen in die am Schleifprozess beteiligten Komponenten 
(Abbildung 4). 
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Abbildung 4: Einordnung des Teilprojektziels für die 2. Projektphase 
in den Gesamtkontext 
Wie im zuvor beschriebenen Stand der Technik gezeigt, werden in den 
bisherigen wissenschaftlichen Arbeiten zur Wärmestrommodelierung im 
Schleifprozess weder der Einfluss der Schleifscheibentopographie, noch 
die varierenden Kontaktverhältnisse entlang der Kontaktzone berück-
sichtigt. In beiden Modelgrundformen zur Wärmestrommodelierung im 
Schleifprozess, der Scheiben- und Kornkontaktanalyse, existieren Mo-
dele, die in ihren Ansatzformulierungen eine über der Kontaktzone ver-
änderliche  Wärmestromaufteilung  und  Wärmequele  zulassen  
(GUO & MALKIN 1995 bzw. LAVINE ET AL. 2000).  Eine  expermintele 
Valdierung der modelierten Wärmestromverteilungen und Temperatur-
profile über der Kontaktzone ist für diese Modele bisher jedoch noch 
nicht erfolgt. Aufgrund der Formulierung der Wärmestromaufteilung, 
aufbauend auf der Einzelkornkontaktwärmeübertragung, eignet sich 
insbesondere  die  Adaption  des  LAVINE‘schen 
Kornkontaktmodelansatzes, um das angestrebte Ziel eines um die 
Schleifscheibentopographie  erweiterteren  Wärmestrommodels  zu  
erreichen. 
Hierzu wird eine mehrstufige Vorgehensweise verfolgt. Aufgrund der feh-
lenden experimentelen Validierung des LAVINE‘schen Kornkontakt-
modelansatzes gilt es zunächst zu analysieren, inwieweit die Vereinfa-
chungen und Annahmen, die dem Modelierungsansatz zugrunde liegen, 
zutrefen. In Anlehnung an Arbeiten von BRINKSMEIER (2009) wird dazu 
ein in die Schleifscheibe integriertes In-Prozess-Temperaturmesssystem 
entwickelt. Mit diesem ist es möglich die Temperatur direkt unter dem 
Schleifbelag der eingesetzten, galvanisch belegten Schleifscheiben zu 
erfassen. Auf Basis dieser Erkenntnisse kann bewertet werden, inwie-
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Wärmetransport in das Schleifwerkzeug nehmen und für die weitere Mo-
delierung berücksichtigt werden müssen. 
Darauf aufbauend erfolgt die Erweiterung des Kornkontaktmodels von 
Lavine um real varierende Kornkontaktflächen auf theoretischer Ebene. 
Die Herausforderung hierbei liegt insbesondere in der Modelierung ma-
thematisch-analytischer Ausdrücke zur Berechnung der Kontaktempera-
turen in den einzelnen Wärmeübertragungssystemen. Im ersten Schrit 
wird daher zunächst die Wärmestromaufteilung für den Trockenschleif-
prozess betrachtet, so dass der Wärmestrom in den Kühlschmierstof für 
die Modelierung vernachlässigt werden kann. Anschließend werden die 
Erkenntnisse und Modelierung für den Trockenschleifprozess auf den 
Nassschleifprozess übertragen. Somit wird der Betrachtungsrahmen sys-
tematisch um weitere Einflussfaktoren erweitert und der Komplexität des 
Schleifprozesses Rechnung getragen. 
Des Weiteren wird ein Model entwickelt, das die varierenden Kornkon-
taktflächen realer Schleifscheibentopographien unter Berücksichtigung 
der Prozessparameter beschreibt. Die Analyse der Schleifscheibentopo-
graphie erfolgt mit dem in der 1. Phase entwickelten kinematisch-
geometrischen Eingrifsmodel. Dieses wird, soweit notwendig, erweitert, 
um geeignete Charakterisierungskennwerte für die Kornkontaktflächen-
modelierung abzuleiten. 
Die Modelvalidierung erfolgt bei jedem Schrit nach der gleichen Metho-
dik. Aus der modelierten Wärmestromaufteilung werden in Kombination 
mit dem Gesamtwärmestrom qt, der als Ergebnis der 1. Phase  vorliegt, 
die einzelnen Wärmeströme qi bestimmt. Aus dem Wärmestrom in das 
Werkstück qw
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 wird mit Hilfe einer thermischen FE-Simulation ein Tempe-
raturfeld abgeleitet. Dieses wird experimentel mit lokal im Werkstück mit-
tels Thermoelementen gemessenen Temperaturverläufen abgeglichen, 
siehe Abbildung 5. Für ausgewählte Parameterkombinationen ist zudem 
geplant, die Wärmeströme in das Schleifwerkzeug durch Untersuchun-
gen am Deutschen Elektronen-Synchrotron (DESY) in Hamburg zu vali-
dieren. 
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Abbildung 5: Methodik zur Validierung des Wärmestrommodels 
Zusätzlich zur experimentelen Validierung sol das entwickelte Wärme-
strom-Model mit der zuvor beschriebenen Panel-Methode abgeglichen 
werden. Hierfür ist es zunächst erforderlich die unregelmäßigen Schnei-
den-geometrien realer Schleifscheibentopographien in einen für die Pa-
nel-Methode geeignetes Geometriemodel regelmäßiger geometrischer 
Körper zu überführen. Die Herausforderung liegt hierbei in der Identifizie-
rung und Formulierung geeigneter Geometrie-Transformationsansätze, 
die zum einen die analytische Lösung durch die Panel-Methode ermögli-
chen, gleichzeitig auch die signifikanten Kornformcharakteristiken der 
realen Topographie wiedergeben. Gelingt dies, ist die Validierung des 
entwickelten Wärmestrommodels in einem breiten Parameterfeld mög-
lich. 
4  RESULTIERENDES TEMPERATURFELD UND KOMPEN-
SATION DER WERKZEUGVERLAGERUNG 
In REGEL ET AL. (2015) wurde ein Model eines Werkzeugs mit Spannfut-
ter auf Basis von gekoppelten diskreten thermischen Elementen mit dem 
Ziel erstelt, Sensitivitäten verschiedener thermischer Einflussgrößen zu 
ermiteln (vgl. Abbildung 3 in REGEL ET AL. 2015). Dies gelingt insbeson-
dere durch eine Programmkopplung von SimulationX zur Systemmodel-
lierung mit MATLAB. Das Model beinhaltet wesentliche Einflussgrößen 
auf das Temperaturfeld im Werkzeug und dessen Einspannung. Dazu 
gehören die Prozesswärme, die Werkzeuglänge, die Werkzeugdrehzahl, 
die Temperatur der angrenzenden Hauptspindel und der Wärmeüber-
gang zwischen Werkzeug und Spannfuter. Für letzteres wurden in der 
Sensitivitätsanalyse zwei verschiedene Werte 100 und 10000 W/m²K 
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Isolationskörper unterscheiden. Für ale anderen Einflussgrößen sind re-
ale gleichverteilte Wertebereiche angenommen worden. Die in der Abbil-
dung 6 dargestelten Sensitivitätskennzahlen geben die jeweilige Stärke 
des Einflusses der fünf verschiedenen Eingangsparameter auf die kalo-
risch gemitelten Temperaturen der vier verschiedenen Werkzeug- bzw. 
Spannfuterbereiche wieder. 
Abbildung 6: Sensitivitätswert der Einflussparameter am Werkzeug und Spannfuter 
Es hat sich gezeigt, dass die Prozesswärme, die Drehzahl und der Wär-
meübergang zwischen Werkzeug und Spannfuter wesentliche Einfluss-
größen auf das Temperaturfeld sowohl im Werkzeug als auch im vorde-
ren Teil des Spannfuters haben. Folglich wird nunmehr eine einfluss-
nehmende Isolierung am Werkzeug experimentel untersucht. 
Das thermische System und die resultierende Werkzeugverformung 
wurden bereits in DROSSEL ET AL. (2013) für verschiedene Spannmecha-
nismen beschrieben. Darauf aufbauend wird unter Verwendung der dort 
angewendeten Messtechnik, bestehend aus induktiven Wegaufnehmern 
und Widerstandssensoren, eine Strukturanalyse durchgeführt, welche 
sich auf den konstruktiven Aufbau insbesondere der Werkstofe bezieht. 
Dazu werden ausschließlich die Auswirkungen einer solchen Werkzeug-
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Werkzeuge mit geometrisch bestimmter Schneide bestehen aus ver-
schiedensten Werkstofen. Mit Beschichtungs- und Wärmebehandlungs-
verfahren werden die Werkstofeigenschaften beeinflusst. Hartmetal mit 
einer Wärmeleitfähigkeit von 49 W/mK ist weit verbreitet. Demzufolge ist 
es möglich, das Werkzeug mitels Werkstofen mit kleiner Wärmeleitfä-
higkeit zu isolieren. Rauheiten und Oberflächengestalt wurden in den 
Untersuchungen von vornherein nicht betrachtet, da Werkzeuge mit ho-
hen Anpressdrücken im Spanfuter fixiert werden, demzufolge ein idealer 
thermischer Kontakt angenommen werden kann. Zudem wurden Be-
schichtungen ausgeschlossen, da hier entweder geringe Schichtdicken 
entstehen bzw. Beschichtungswerkstofe mit marginal geringeren Wär-
meleitfähigkeiten verwendet werden können. Vielmehr werden Werkstof-
fe mit kraftschlüssiger Verbindung mit Geometrien in Form bekannter 
Reduzierhülsen betrachtet. 
Sowohl technische Keramiken (1 – 50 W/mK) als auch technische 
Kunststofe (0,15 – 0,9 W/mK) können die Anforderungen einer solchen 
Isolierung erfülen. Diese haben hohe Druckfestigkeiten und können in 
Form einer Hülse hergestelt werden. Für nachfolgende Beschreibungen 
wird sich auf Polyoxymethylene mit einer Wärmeleitfähigkeit von 
0,31 W/mK bezogen. Die Wandstärke kann mit 2,5 mm hergestelt wer-
den. 
Der Versuchsaufbau umfasst ein Model eines Schaftfräsers (d = 20 mm, 
l = 120 mm), der in einem Hydrodehnspannfuter eingespannt ist 
(Abbildung 7). Der Wärmeeintrag, der die Prozesswärme darstelt, wird 
mit einem stirnseitig am Werkzeug angeordneten Heizstab über Wärme-
leitpaste realisiert. Es wurde eine Leistung von 13 Wat in die Struktur 
eingetragen. Das Temperaturfeld konnte an definierten Stelen mit Wi-
derstandsthermometern (Pt100) gemessen werden. 
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Abbildung 7: Versuchsaufbau mit Isolationskörper 
In Abbildung 8 ist der Temperaturverlauf dargestelt, welcher sich für ge-
wöhnlich im Vergleich zu DROSSEL ET AL. (2013), SEMMLER ET AL. (2014) 
und PUTZ ET AL. (2015) im stationären Zustand am Werkzeug und Spann-
futer einstelt. Ausgehend von der Spanbildungszone nehmen die Tem-
peraturen in Richtung der Rotationsachse ab. Die Isolierung ermöglicht 
eine gezielte Beeinflussung des Temperaturfeldes und zwar derart, dass 
im Werkzeug höhere Temperaturen bewirkt werden und im Spannfuter 
entsprechend geringere Werte zu beobachten sind. Es wird mehr Wärme 
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Abbildung 8: Temperaturen am Werkzeug und Spannfuter 
Mit dem Ansatz wurde zunächst gezeigt, dass grundsätzlich geringere 
Temperaturen zu erwarten sind, da die Wärme unmitelbar an die Um-
gebung abgegeben wird. Es ist anzunehmen, dass in Kombination mit 
geeigneten Kühlstrategien dieser Efekt verstärkt wird. Als Nebenefekt 
wird die Spannsicherheit erhöht, da bekanntlich bei Schrumpfutern die 
Spannkraft mit zunehmender Erwärmung abnimmt und bei Hydrodehn-
spannfutern die Spannkraft zunimmt, wobei bei zu hohem Druck Lecka-
ge auftrit und die Spannkraft versagt. 
5  ZUSAMMENFASSUNG UND AUSBLICK 
Es konnte gezeigt werden, dass unter Verwendung der Panel-Methode 
eine Diskretisierung der Zerspanzone für die definiert bestimmte Schnei-
de möglich ist. Mit Hilfe von Potentialfunktionen lassen sich realitätsnahe 
Temperaturfelder darstelen. Die Absolutemperaturen werden durch ei-
ne anschließende Kalibrierung angepasst. Für die Zerspanung mit geo-
metrisch unbestimmter Schneide wird eine quantitative Modelierung der 
Wärmestromaufteilung durchgeführt. Dies wird mehrstufig durch eine 
experimentele Validierung des LAVINE’schen Kornkontaktmodelansat-
zes, die anschließende Modelerweiterung auf Basis real varierender 
Kornkontaktflächen und die Modelierung unter Berücksichtigung der 
Prozessparameter erreicht. Zusätzlich erfolgt ein Abgleich mit der Panel-
Methode. Zuletzt wurden die Temperaturfelder im Werkzeug und Spann-
futer beschrieben. Durch eine Sensitivitätsanalyse konnte der Einfluss 
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der Wärmeübergangsbedingungen zwischen Werkzeug und Spannfuter 
ermitelt werden. Ein in dieser Schnitstele positionierter Isolationskörper 
führt zu einer schnelen Wärmeabgabe an die Umgebung und ermöglicht 
daher eine gezielte Beeinflussung des Temperaturfeldes. 
Zukünftig ist neben den qualitativen Beschreibungen der Wirkungswei-
sen der einzelnen Methoden eine Intensivierung der Zusammenarbeit 
beabsichtigt. Dies erfolgt zum einem durch gegenseitigen Austausch be-
rechneter Parameter und ferner durch gemeinsame experimentele Un-
tersuchungen an übergeordneten Versuchsständen, an denen sich die 
Modelansätze der einzelnen Projekte konzentriert zeigen lassen. 
6 LITERATURVERZEICHNIS 
52
Blok, H., 1938. Theoretical study of temperature rise at surfaces of actual con-tact 
under oiliness lubrication conditions. Proceedings of General Discussion on Lubrica-
tion and Lubricants Institute of Mech. Engineers London, pp. 22–235. 
Brandão, L.C., Coelho, R.T., 2009. Temperature and heat flow when tapping of the 
hardened Steel using diferent cooling systems. Ingeniare. Revista chilena de 
ingeniería 17 (2), 267–274. doi:10.4067/S0718-33052009000200015 
Brandão, L.C., Coelho, R.T., Lauro, C.H., 2011. Contribution to dynamic characteris-
tics of the cuting temperature in the driling process considering one dimension heat 
flow.  Applied  Thermal  Engineering  31  (17-18),  3806–3813.  
doi:10.1016/j.applthermaleng. 2011.07.024 
Brinksmeier, E., Wilkens, A., Giese, E., 2009. In-Prozess-Temperaturmessung er-
möglicht optimale Auslegung des Kühlschmierstofs. MaschinenMarkt, 30, 31–33. 
Demetriou, M.D., Lavine, A.S., 2000. Thermal Aspects of Grinding: The Case of 
Upgrinding. J. Manuf. Sci. and Eng., 122, 605–611. 
DesRuisseaux, N.R., 1968. Thermal Aspects of Grinding Processes. Dissertation, 
University of Cincinnati. 
Drossel, W.G., Witstock, V., Bräunig, M., Schmidt, G., 2013. Untersuchung der 
thermischen Werkzeugverformung. wt-Werkstatstechnik online 103 (11-12), 882–
887. 
Gierlings, S., 2015. Model based temperature monitoring for broaching safety-critical 
aero engine components. Dissertation RWTH Aachen. 
Guo, C., Malkin, S., 1995. Analysis of Energy Partition in Grinding. Journ. of Eng for 
Ind., 117(1), 55–61. 
Hahn, R.S., 1951. On the temperature developed on the shear plane in the metal 
cuting process. Proc. U.S. Nat. Congr. Appld. Mech., pp. 661–666. 
Hahn, R. S., 1956. The Relation Between Grinding Conditions and Thermal Damage 
in the Workpiece. Transactions ASME, 78, 807-812. 
Wärme im Zerspanungsprozess und ihre Wirkung im Werkzeug 53
Haris, M.W., Lavine, A.S., 1991. Thermal Aspects of Grinding: The Efect of the 
Wheel Bond on Heat Transfer to an Abrasive Grain. J. Eng. Ind., 113, 395–401. 
Hess, J. L., Smith, S.Y., 1967. Calculation of potential flow about arbitrary bodies. 
Progress of Aerospace Sciences 8, pp.1–138. 
Jaeger, H.S., 1942. Moving sources of heat and the temperature at sliding contact. 
Proceedings Royal Society of New South Wales, 76, 301–323. 
Kohli, S., Guo, C., Malkin, S., 1995. Energy Partition to the Workpiece for Grinding 
with Aluminum Oxide and CBN Abrasive Wheels. J Eng Ind, 117,160–168. 
Lavine, A.S., 1988. A Simple Model for Convective Cooling During the Grinding Pro-
cess. J. Eng. Ind., 110(1), 1–6. 
Malkin, S., Guo, C., 2007. Thermal Analysis of Grinding. CIRP Annals - Manuf Tech-
nology., 56(2), 760–782. 
Lavine, A.S., Jen, T.C., 1991. Thermal Aspects of Grinding: Heat Transfer to 
Workpiece, Wheel, and Fluid. ASME J. of Heat Transf., 113, 296–303. 
Lavine, A.S., Jen, T.C., 1995. A Variable Heat Flux Model of Heat Transfer in Grind-
ing: Model Development. J. Heat Transfer, 117, 473–478. 
Lavine, A.S., Jen, T.C., 1996. A Variable Heat Flux Model of Heat Transfer in Grind-
ing With Boiling. J. Heat Transfer, 118, 463–470. 
Lavine, A.S., Turkovich, B.F., 1991.Thermal Aspects of Grinding: The Efect of Heat 
Generation at the Shear Planes. CIRP Ann., 40 (1), 343–345. 
Maier, B., 2008. Beitrag zur thermischen Prozessmodelierung des Schleifens. Dis-
sertation RWTH Aachen. 
O’Sulivan, D., Coterel, M., 2001. Temperature measurement in single point turning. 
Journal of Materials Processing 118, (1-3), 301–308. doi:10.1016/S0924-
0136(01)00853-6 
Outwater, J.O., Shaw, M.C, 1952. Surface Temperatures in Grinding. Transactions 
ASME, 74, 73–86. 
Putz, M., Witstock, V., Semmler, U., Bräunig, M., 2015. Simulation-based thermal 
investigation of the cuting tool in the environment of single-phase fluxes. Internation-
al Journal of Advanced Manufacturing Technology, pp. 1–6. doi: 10.1007/s00170-
015-7488-1 
Rasim, M., 2016. Modelierung der Wärmeentstehung im Schleifprozess in Abhän-
gigkeit von der Schleifscheibentopographie. Dissertation RWTH Aachen. 
Stefens, K., 1983. Thermomechanik des Schleifens. Dissertation RWTH Aachen 
Regel, J., Witstock, V., Putz, M., 2015. Variance-based sensitivity analysis for the 
design of thermal systems. Applied Mechanics and Materials 794, 
37110.1007/s00170-015-7488–1378. doi:10.4028/www.scientific.net/AMM. 794.371 
Richardson, D.J., Keavy, M.A., Dailami, F., 2006. Modeling of cuting induced 
workpiece temperatures for dry miling. Int. Journal of Machine Tools and Manufac-
ture 46, 10, 1139–1145. doi:10.1016/j.ijmachtools.2005.08.008 
Wärme im Zerspanungsprozess und ihre Wirkung im Werkzeug 
Semmler, U., Bräunig, M., Drossel, W.G., Schmidt, G., Witstock, V., 2014. Thermal 
deformations of cuting tools: measurement and numerical simulation. Production 
Engineering 8(4), 543–550. doi:10.1007/s11740-014-0538-y 
Shindou, M., Kodama, H., Hirogaki, T., Aoyama, E., 2014. Monitoring of End-Mil 
Process Based on Infrared Imagery with a High Speed Thermography. Key Engineer-
ing Materials 625, 213–218. doi:10.4028/www.scientific.net/KEM.625.213 
Yvonnet, J., Umbrelo, D., Chinesta, F., Micari, F., 2006. A simple inverse procedure 







Roland Herzog, Ilka Riedel 
(Professur für Numerische Mathematik (partiele Diferentialgleichungen) 
TU Chemnitz) 
Bernd Kauschinger, Stefen Schroeder (IWM TU Dresden) 
1 EINLEITUNG 
Bei der Erhöhung der Genauigkeit von Werkzeugmaschinen besitzt die 
Beherrschung des thermischen Verhaltens eine besondere Relevanz. 
Dies liegt darin begründet, dass ein Großteil der Bewegungsfehler heuti-
ger Maschinen thermisch bedingt ist (MAYR ET AL. 2012). Eine Maßnah-
me zur Beherrschung des thermischen Verhaltens sind Korrekturverfah-
ren. Diese Verfahren nutzen ein Model, um die thermisch bedingten Ver-
lagerungen der Maschine nachzubilden. Mit den berechneten Verlage-
rungen werden steuerungsgestützt Korrekturbewegungen über die Vor-
schubachsen erzeugt und damit die Bewegungsfehler verringert (THIEM 
ET AL. 2015). 
 
Abbildung 1: die thermo-elastische Wirkungskete 
Eine Variante dieser Korrekturverfahren ist die strukturmodelbasierte 
Korrektur. Die dort verwendeten Modele bilden die gesamte thermo-
elastische Wirkungskete ab (Abbildung 1). Ausgangspunkt der Wir-
kungskete ist das Lastprofil der Maschine. Dieses ist durch technologi-
sche Größen wie z.B. zeitlich veränderliche Achspositionen x und 
-geschwindigkeiten vx sowie durch veränderliche Umgebungsbedingun-
gen wie z.B. Temperaturen TU gekennzeichnet. Das Lastprofil führt zu 
umgebungs- und verlustleistungsbedingten Wärmeströmen. Diese ver-
ändern die Temperaturfelder der Baugruppen. Dadurch kommt es zu ei-
ner thermo-elastischen Verformung der Baugruppen. Die kinematische 
Kopplung der verformten Baugruppen führt dann zu einer Verlagerung 
an der Wirkstele zwischen Werkzeug und Werkstück und damit zu Ferti-
gungsabweichungen. 
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Ein Bestandteil der Modele ist die Beschreibung der thermischen Pro-
zesse die die umgebungsbedingten Wärmeströme der thermischen Wir-
kungskete bewirken. Es sind die Prozesse des Wärmeaustausches der 
Maschinenoberfläche mit der Maschinenumgebung. Die Abbildung die-
ser „Umgebungslast“ ist essentiel, denn sie kann zu beträchtlichen posi-
tionsabhängigen Wirkpunktabweichungen führen (GROSSMANN & REHN 
2011). 
Die am Wärmeaustausch mit der Umgebung beteiligten Vorgänge sind 
sehr komplex und vielfältig. Zur Abbildung dieser Vorgänge existieren 
zahlreiche Beschreibungsmöglichkeiten, die z.T. mit hohen Unsicherhei-
ten und damit Modelabweichungen verbunden sind. Um eine ausrei-
chende Genauigkeit der thermischen Modele für die Korrektur zu errei-
chen, ist deshalb in vielen Fälen ein messtechnisch gestützter Parame-
terabgleich notwendig. Der Parameterabgleich kann hinsichtlich des Zeit-
punktes der Anwendung unterschieden werden. Für einige Parameter ist 
es sinnvol, den Parameterabgleich während der Maschineninbetrieb-
nahme durchzuführen. Für andere Parameter hingegen ist ein Parame-
terabgleich während des Betriebs der Maschine notwendig, ein soge-
nannter „Online-Parameterabgleich“. 
Der Artikel beschäftigt sich insbesondere mit dem „Online-Parameter-
abgleich“. Dabei werden zunächst die typischen Umgebungsbedingun-
gen an Werkzeugmaschinen beschrieben. Es werden die Möglichkeiten 
und Grenzen der Abbildung der Wärmeaustauschprozesse für struktur-
modelbasierte Korrekturmodele aufgezeigt, wobei auch auf den Aspekt 
der Parametrierung eingegangen wird. 
Im Anschluss wird ein Verfahren vorgestelt, mit dem es möglich ist, Pa-
rameter von Umgebungsmodelen im laufenden Betrieb an die veränder-
lichen Umgebungsbedingungen anzupassen. Dabei werden in jedem 
Zeitschrit aus Temperaturmesswerten sowohl Parameter als auch das 
aktuele Temperaturfeld rekonstruiert. 
2  BESCHREIBUNG DES WÄRMEAUSTAUSCHS MASCHI-
NE – UMGEBUNG 
Die Wärme Q̇, die die freien Oberflächen der Fläche A von Werkzeug-
maschinen mit der Umgebung austauschen, wird durch die Diferenz ∆T 
zwischen der Umgebungstemperatur TU und der Oberflächentemperatur 
TO getrieben. Der Wärmeübergang wird dabei über einen Wärmeüber-
gangskoefizienten h beschrieben (1). 
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2.1 BESCHREIBUNG ÜBER KLASSISCHE ÄHNLICHKEITS-
MODELLE 
Die thermische Energie wird zugleich über Strahlung sowie freie und er-
zwungene Konvektion übertragen. Bei der Strahlung erfolgt der Wärme-
austausch zwischen Festkörperoberflächen hauptsächlich im infraroten 
Spektrum elektromagnetischer Welen (Wärmestrahlung). Bei der Kon-
vektion erfolgt der Wärmeübergang zwischen Festkörper und Umge-
bungsluft. Die Wärmeübertragung erfolgt dabei neben der Wärmeleitung 
hauptsächlich durch den Wärmetransport über die strömende Luft. Ein 
Model, mit dem sich diese Wärmeübergänge basierend auf den klassi-
schen Ähnlichkeitsmodelen des Wärmeübergangs beschreiben lassen, 
zeigt Abbildung 2. Das Model bildet die einzelnen Teil-Wärmeströme 
von Wärmestrahlung und Konvektion ab und führt sie zu einem Ge-
samtwärmestrom an der Oberfläche zusammen (GROSSMANN & REHN 
2011). Die Ansätze zur Modelierung der Wärmeübergänge finden sich in 
zusammenfassenden Literaturquelen zur Wärmeübertragung wie VDI 
(2006) und Literaturquelen für die spezifischen Verhältnisse an Werk-
zeugmaschinen wie JUNGNICKEL (2010). 
 
Abbildung 2: Beschreibung des Wärmeübergangs durch klassische Ähnlichkeitsmodele 
Zwischen der Maschinenoberfläche und Umgebungsflächen unterschied-
licher Temperatur erfolgt über die strahlungsdurchlässige Luft ein Wär-
meaustausch durch Wärmestrahlung. Dabei werden Umgebungsflä-
chen unterschiedlicher Temperatur und unterschiedlicher Emissionsver-
hältnisse getrennt berücksichtigt. Für die Teilflächen ist dazu das jeweils 
vorherrschende Winkelverhältnis zu bestimmen. 
Die freie Konvektion findet in Auftriebsströmungen bei Temperaturun-
terschieden zwischen der Maschinenoberfläche und der umgebenden 
Luft stat. Die Vorgänge sind dabei von der Überströmlänge der Oberflä-
chen sowie der Ausrichtung der Oberflächen zur Gravitationskraft ab-
hängig. Es existieren Einzelansätze, die jeweils einen Bereich des Win-
kels relativ zur Gravitationskraft abdecken. Einen weiteren wesentlichen 
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Einfluss auf die Übertragungsvorgänge hat die Temperatur der Strö-
mungsgrenzschicht an der Maschinenoberfläche, die wiederum von der 
Temperatur der Oberflächen und der Umgebungsluft abhängt. 
Bei der erzwungenen Konvektion strömt die Luft an der Oberfläche 
durch äußere Druckunterschiede. Diese können durch die Bewegungen 
der Bau-gruppen der Maschine entstehen. Des Weiteren können sie 
durch erzwungene Luftbewegungen der Umgebung ausgelöst werden. 
Ursachen sind bspw. Klima- und Lüftungsanlagen, geöfnete Fenster, 
Türen und Tore und großräumige Luftumwälzungen aufgrund von Tem-
peraturunterschieden in der Maschinenhale. Zur Modelierung dieser 
Vorgänge existieren geschwindigkeitsabhängige Ansätze für verschie-
dene Oberflächen-geometrien und Strömungsrichtungen. Die Ansätze 
sind meist nach den Gesetzen der Ähnlichkeit veralgemeinert. 
Die Ähnlichkeitsmodele für die Konvektion stelen z. T. recht grobe Nä-
herungen für die tatsächlich an der Maschine ablaufenden Vorgänge dar 
und sind deshalb relativ unsicher. Dies lässt sich bspw. anhand der An-
nahmen zu den Strömungsrandbedingungen zeigen. Die Ansätze bei 
freier Konvektion gehen von der Oberfläche einer dünnen Plate aus, die 
vom einem unbeeinflussten Fluid umgeben ist. Die tatsächlichen Strö-
mungsrandbedingungen an Maschinenoberflächen unterscheiden sich 
davon jedoch deutlich. So werden die Maschinenoberflächen oft durch 
angrenzende Flächen benachbarter Bauteile begrenzt und damit das An- 
oder Abströmverhalten beeinflusst oder es überlagern sich erzwungene 
Luftströmungen. 
2.2 VEREINFACHTE BESCHREIBUNG UND DIREKTE MESSUNG 
DES WÄRMESTROMS 
Eine umfassende Beschreibung des Wärmeaustausches mit der Umge-
bung nach Abbildung 2 ist für eine Korrektur thermischer Verformungen 
mitels strukturbasierter thermischer Modele prinzipiel durchführbar. Die 
praktische Umsetzung wird jedoch durch folgende Umstände erschwert: 
  Die Strahlungsumgebung besteht aus einer hohen Anzahl von Ein-
zelflächen mit individuelen Eigenschaften. Dazu kommt, dass sich 
die Umgebung jeder einzelnen Maschine unterscheidet. Dies resul-
tiert in einem äußerst hohen Modelierungsaufwand. 

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  Ein weiterer Aspekt sind zeitliche Veränderungen. So kommt es zu 
einer klimabedingten (Tag - Nacht, Jahreszeit) und produktionsbe-
dingten Änderung der Temperaturen von Umgebungsluft und 
Strahlungsflächen der Umgebung. Diese Temperaturen sind nur 
über umfangreiche Messungen erfassbar. 
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  Die Geschwindigkeit und die Richtung von Luftströmungen, die 
durch die Maschinenumgebung verursacht werden, müssen mitels 
Anemometer in Oberflächennähe vermessen werden. 
In der Praxis arbeitet man deshalb mit vereinfachten Beschreibungen 
auf Basis von z.T. pauschalisierten Umgebungsbedingungen. Dies ver-
langt einen geringen Modelierungs- und Messaufwand. Ein Beispiel 
dafür ist die Gleichung (2) nach JUNGNICKEL (2010). 
 
Der Ansatz berücksichtigt typische mitlere Maschinenoberflächen und 
Umgebungsbedingungen. So wird angenommen, dass 
  die Abmessungen der Oberflächen größer 25 cm sind, 
  sich geringe Temperaturdiferenzen zur Umgebung einstelen, 
  die Temperatur der Umgebungsluft der Temperatur der Strahlungs-
umgebung gleicht und 
  eine leichte erzwungene Luftströmung kleiner 0.2 m/s vorherrscht. 
Der Ansatz kann einen Großteil der Umgebungslasten hinreichend ge-
nau abbilden. Die Temperaturabhängigkeit des Wärmestroms ist mit 
dem Ansatz gut erfassbar, da die Luftemperatur berücksichtigt wird. Al-
lerdings bleibt der Wechsel von laminarer zu turbulenter Luftströmung 
unberücksichtigt, was insbesondere bei kleinen Wandhöhen größere 
Abweichungen bewirkt. Die Temperaturen des Strahlungshintergrundes 
werden nur tendenziel erfasst. Die erzwungenen Luftbewegungen sind 
nur pauschal erfasst. 
Die von den vereinfachen Ansätzen abweichenden Verhaltensanteile 
können durch einen erweiterten Ansatz berücksichtigt werden. Ein ver-
hältnismäßig geringer Modelierungs- und Messaufwand ergibt sich je-
doch meist nur, wenn die Verhaltensanteile maschinenbedingt sind. In 
diesen Fälen kann die Parametrierung über Konstruktionsdaten der Ma-
schine geschehen und Modeleingangsdaten können aus der Steuerung 
entnommen werden. Ein Beispiel ist der Wärmeübergang an bewegten 
Baugruppenoberflächen. Modelansätze für die dort vorherrschende er-
zwungene Konvektion finden sich in der Literatur. Eine Modeleingangs-
größe ist die Relativgeschwindigkeit zwischen Fluid und Oberfläche. Sie 
steht als Achsgeschwindigkeit in der Maschinensteuerung zur Verfügung 
und kann damit prozessparalel nachgeführt werden. Ein weiteres Bei-
spiel ist die Beschreibung der freien Konvektion bei sich ändernden Ori-
entierungen der Oberfläche zur Gravitation. Die dafür verfügbaren An-
sätze sind jeweils für einen bestimmten Winkelbereich gültig. Die Aus-
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wahl der Modele kann automatisiert erfolgen. Dazu werden die für die 
Auswahl entscheidenden Neigungen der Oberflächen den Konstrukti-
onsdaten entnommen (ZWINGENBERGER, 2014). 
Größere zeitvariante Umgebungslasten, die durch die Änderung der 
Temperatur des Strahlungshintergrundes oder durch erzwungene Luft-
strömungen der Umgebung hervorgerufen werden, sind mit herkömmli-
chen Modelen nicht wirtschaftlich abzubilden. In diesen Fälen kann auf 
eine direkte Messung des mit der Umgebung ausgetauschten Wärme-
stroms zurückgegrifen werden. Dabei erfolgt die Messung über einen 
unmitelbar auf der Oberfläche befestigten Wärmestromsensor. Die Sen-
soren erhalten die Strahlungseigenschaften der Bauteiloberfläche und 
nehmen wie diese die ausgetauschte Strahlungswärme auf. Gleichzeitig 
wirkt auf die Sensoren der konvektive Wärmestrom unter den Strö-
mungsverhältnissen der Maschinenoberfläche. Damit werden ale ther-
misch relevanten Lasten der Umgebung erfasst und können als Rand-
bedingung im Simulationsmodel verwendet werden (GROSSMANN & REHN 
2011). 
2.3 PARAMETRIERUNG DER UMGEBUNGSMODELLE 
Die Parametrierung der vorgestelten Modele zur Beschreibung des 
Wärmeaustausches der Maschine mit der Umgebung kann über der Le-
benszeit der Maschine in drei Abschniten erfolgen: (1) Vor der Inbe-
triebnahme werden die gewählten Modele auf Basis von Literatur-, 
Produkt- und Konstruktionsdaten parametriert. (2) Während der Ma-
schineninbetriebnahme erfolgt ein Parameterabgleich. Dabei werden 
unsichere Startparameter der Modelle anhand von Messwerten abgegli-
chen, wodurch die Genauigkeit der Modelaussagen deutlich verbessert 
werden kann. (3) Während des Betriebes ist ebenfals ein mess-
technisch gestützter Abgleich über eine Online-Parameteridentifikation 
möglich. Dabei werden mitels Temperaturmessdaten an der Maschi-
nenoberfläche momentane Parameterwerte des Wärmeüberganges zur 
Umgebung identifiziert. Dies ermöglicht ein Korrekturmodel, das die nur 
aufwendig erfassbaren veränderlichen Umgebungsbedingungen jeder-
zeit aktuel berücksichtigen kann. 
3 ONLINE-PARAMETERIDENTIFIKATION 
Ein unsicherer Parameter in der Beschreibung der Umgebungsrandbe-
dingungen ist der Wärmeübergangskoefizient h
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, dieser kann sich auch 
im laufenden Betrieb ändern. Daher ist es sinnvol, diesen Wärmeüber-
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gangskoefizienten online zu schätzen und damit das Model für die 
strukturmodelbasierte Korrektur stets zu aktualisieren. 
Das verwendete Verfahren nutzt Temperaturmesswerte, um einerseits 
den Wärmeübergangskoefizienten, andererseits aber auch das aktuele 
Temperaturfeld zu schätzen. Damit wird dafür gesorgt, dass die durch 
das (parameterabhängige) Berechnungsmodel vorhergesagten Tempe-
raturen möglichst gut mit den tatsächlich gemessenen Temperaturen 
übereinstimmen. 
3.1 DATENASSIMILATION 
Das Verfahren der Datenassimilation (siehe etwa LAW ET AL. 2015) be-
ruht auf dem sogenannten moving-horizon-Prinzip. Dabei werden in je-
dem Schrit die Temperaturmesswerte zi der vergangenen N Messzeit-
punkte ti genutzt, um den Wärmeübergangsparameter und den Anfangs-
zustand, d.h. das Temperaturfeld T0 am Anfang des betrachteten Zeitho-
rizontes, zu schätzen, siehe Abbildung 3 oben. Dabei wird angenommen, 
dass der Wärmeübergangskoefizient innerhalb des Zeithorizontes zeit-
lich konstant ist. 
Im nächsten Schrit (Abbildung 3 unten) wird das Zeitfenster um ∆t ver-
schoben, damit fält der letzte Messwert des vorherigen Schrites weg, 
und es kommt ein neuer Messwert zN+1 zum Zeitpunkt tN+1 hinzu. Dann 
werden erneut der Wärmeübergangsparameter und der Anfangszustand 
des aktuelen Zeitfensters, also T1
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, geschätzt. Damit bleibt das zugrunde 
liegende Model immer aktuel, und es kann damit auch das Temperatur-
feld zum aktuelen Zeitpunkt und damit die momentane Wirkpunktverla-
gerung berechnet und entsprechend korrigiert werden. 
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 Abbildung 3: Prinzip der Datenassimilation für die ersten beiden Schrite 
Es beschreibe dazu 
 die zeitliche Entwicklung des Temperaturfeldes vom Zeitpunkt tn zum 
Zeitpunkt tn+1. Es wird angenommen, dass sich die Oberfläche in ver-
schiedene Bereiche einteilen lässt, in denen der Wärmeübergangskoefi-
zient konstant ist. Für eine Werkzeugmaschine kann die Oberfläche bei-
spielsweise in vertikale, horizontale nach oben zeigende, horizontale 
nach unten zeigende Flächen und innere Hohlräume unterteilt werden. 
Zu jedem Zeitpunkt tn wird die Temperatur an m Punkten an der Oberflä-
che gemessen, d. h. wir erhalten die Messwerte zn = Ctn. Dann wird in 
jedem Schrit der Datenassimilation folgendes Optimierungsproblem ge-
löst, 
 
Der letzte Term in der Zielfunktion sorgt dafür, dass die Messwerte mög-
lichst gut getrofen werden. Da die Anzahl der zu identifizierenden Grö-
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ßen (T0 und h) größer als die Anzahl der Messwerte ist, werden noch 
Regularisierungsterme benötigt. Diese sorgen zum einen für die eindeu-
tige Lösbarkeit des Problems, zum anderen für die Selbstkalibrierung 
des Verfahrens. Dabei sind T0b und hb Hintergrundinformationen für die 
Anfangstemperatur des Optimierungshorizontes und den Wärmeüber-
gangskoefizienten. Für hb können beispielsweise übliche Durchschnits-
werte für Wärmeübergangskoefizienten an vertikalen, horizontalen und 
inneren Flächen benutzt werden. 
Die Nebenbedingung garantiert, dass das thermische Model erfült ist. 
WT, Wh und Σn sind dabei Gewichtungsmatrizen, dabei beziehen sich die 
Σn auf die Messgenauigkeit der Temperatursensoren, meist wird Σn=σ2I 
gewählt, wobei σ2 die Standardabweichung und I die Einheitsmatrix ist. 
Das oben stehende Optimierungsproblem ist ein gewichtetes Kleinste-
Quadrate-Problem mit Nebenbedingung, zudem hängt die Zielfunktion 
noch von den Temperaturfeldern T0, T1, …, TN zu alen Zeitpunkten im 
Beobachtungshorizont ab, was rechentechnisch sehr aufwändig ist. Man 
kann alerdings die Nebenbedingung in die Zielfunktion einsetzen und 
erhält  dann  ein  gewichtetes  Kleinste-Quadrate-Problem  ohne  
Randbedingungen, 
 
Dieses Problem wird dann mit dem Levenberg-Marquardt-Verfahren 
(vergleiche NOCEDAL & WRIGHT 2006) gelöst. 
3.2 RESULTATE 
Das Verfahren wurde an einem 2D-Beispiel getestet. Das Wärme-
leitungsproblem wird mit Konvektionsrandbedingungen modeliert, 
 
dabei ist Ω=(0,1)2 und Γ der Rand von Ω. Weiter sind ρ, cp, λ und Tref die 
Dichte, die spezifische Wärmekapazität, die Wärmeleitfähigkeit und die 
Umgebungstemperatur, r(x,t) ist eine auf die Oberfläche aufgebrachte 
Wärmelast und T0 die Anfangstemperatur. 
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Für die vier Randteile von Ω werden unterschiedliche, auch zeitlich ver-
änderliche, Wärmeübergangskoefizienten h1, .., h4 angenommen, siehe 
Abbildung 5 (gepunktete Linien), auf einem Teil des linken Randes wirkt 
eine Wärmequele. Zusätzlich wurden für die Simulation noch die Para-
meter und die Anfangstemperatur zufälig gestört (durchgezogene Linien 
in Abbildung 5), um die Robustheit des Verfahrens zu testen. Dann wur-
den Messwerte an vier Punkten am Rand des Gebietes (Pfeile in Abbil-
dung 4 rechts) erzeugt und daraus mitels des oben beschriebenen Ver-
fahrens in jedem Zeitschrit das Temperaturfeld und die Wärmeüber-
gangskoefizienten identifiziert. Die Diskretisierung erfolgte mit linearen 
finiten Elementen auf einem Dreiecksnetz im Ort und dem impliziten Eu-




Abbildung 4: Rekonstruktion des Temperaturfeldes 
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Abbildung 5: Identifikation des Wärmeübergangskoefizienten 
Abbildung 4 zeigt den Vergleich des echten (simulierten) Temperaturfel-
des (links) mit dem durch die Datenassimilation rekonstruierten Tempe-
raturfeld (rechts) für einen Zeitschrit, wobei eine gute Übereinstimmung 
zu erkennen ist. Abbildung 5 zeigt die identifizierten Wärmeübergangs-
parameter über das gesamte Zeitinterval (gestrichelte Linien). Man er-
kennt, dass die Identifikation erst nach einigen Zeitschriten gut funktio-
niert. Das liegt vor alem daran, dass sich die verwendeten Hintergrund-
informationen hb deutlich von den am Anfang des Zeitintervals vorherr-
schenden Wärmeübergangskoefizienten unterscheiden. Es zeigt sich 
aber auch die gute Selbstkalibrierungseigenschaft des Verfahrens. 
Insgesamt lässt sich sagen, dass es mit diesem Verfahren möglich ist, 
aus wenigen Temperaturmesswerten und ungenauer Kenntnis von An-
fangstemperatur und Parameterwerten, welche als Hintergrundinformati-
onen T0b und hb im ersten Schrit verwendet werden, eine sehr gute Re-
konstruktion des tatsächlichen Temperaturfeldes sowie eine Rekonstruk-
tion der vorherrschenden Wärmeübergangskoefizienten möglich ist. 
4 ZUSAMMENFASSUNG 
Der Artikel befasst sich mit verschiedenen Möglichkeiten zur Modelie-
rung von Umgebungsrandbedingungen an Werkzeugmaschinen. Ale 
Modele sind von Parametern abhängig, welche nicht direkt messbar 
sind. Einige dieser Parameter sind zeitlich konstant und können vor Inbe-
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triebnahme der Maschine abgeglichen werden. Andere Parameter, wie 
beispielswiese der Wärmeübergangskoefizient, sind sehr unsicher und 
können sich auch während des Betriebes ändern. Diese Parameter sol-
ten daher online, d.h. im laufenden Betrieb, mitels aktuelen Tempera-
turmessdaten angepasst werden, um die Genauigkeit der strukturmo-
delbasierten Korrektur zu gewährleisten. 
Es wurde ein Verfahren zur Online-Parameteridentifikation vorgestelt, 
mit welchem aus wenigen Temperaturmessdaten an der Maschinen-
oberfläche gleichzeitig sowohl den Wärmeübergangskoefizienten als 
auch das aktuele Temperaturfeld geschätzt werden kann. Damit wird 
garantiert, dass das der strukturmodelbasierten Korektur zugrunde 
liegende Berechnungsmodel stets aktuel bleibt. Weiterhin kann aus 
dem rekonstruierten Temperaturfeld die zugehörige Wirkpunktverlage-
rung berechnet und zur Korektur genutzt werden. 
Mit dem hier präsentierten Verfahren können nicht nur der Wärmeüber-
gangskoefizient, sondern auch andere unsichere Parameter an der 
Werkzeugmaschine geschätzt werden. Da die Güte der Parameteridenti-
fikation davon abhängt, wo an der Maschinenoberfläche Temperatur-
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1 EINLEITUNG 
Zur efizienten und zielorientierten Auslegung von Werkzeugmaschinen 
ist eine genaue Kenntnis des thermo-elastischen Verhaltens der Maschi-
nenkomponenten und –baugruppen unerlässlich. Hierauf wird im 
SFB/TR 96 ein besonderes Augenmerk gelegt. Zur Erweiterung des ak-
tuelen Kenntnisstands wird dabei sowohl ein Botom-Up-Ansatz als auch 
ein Top-Down-Ansatz verfolgt. 
Der Botom-Up-Ansatz zeichnet sich durch eine schritweise Untersu-
chung der aktiven und passiven Komponenten, deren Verknüpfung zu 
Baugruppen und letztlich die Untersuchung und Prognose einer gesam-
ten Werkzeugmaschine aus. Der Top-Down-Ansatz verfolgt den umge-
kehrten Weg. Anhand von messtechnischen Untersuchungen an einer 
Werkzeugmaschine solen Rückschlüsse auf das thermo-elastische Ver-
halten der Baugruppen und Komponenten gezogen werden. Letztlich 
wird die Entwicklung efizienter Prognosemodele angestrebt, die das 
thermo-elastische Verhalten der Gesamtmaschine mit hoher Genauigkeit 
beschreiben. Dabei sind neben den Wärmeeinträgen und ‑durchgängen 
der aktiven Komponenten auch das thermo-elastische Verhalten der 
passiven Komponenten sowie der Kontaktwärmeübergänge zwischen 
den Komponenten genauer zu betrachten. In diesem Beitrag wird das 
thermo-elastische Verhalten eines Z‑Schiebers hinsichtlich der Tempe-
raturverteilung, der thermisch bedingten Dehnung sowie der Kontakt-
wärmeübergänge zum Führungssystem dargestelt. 
Die Entwicklung von FE-Modelen für aktive Komponenten von Werk-
zeugmaschinen wird forschungsseitig bereits besonders adressiert. In 
HEISEL & MAIER (2012) wird die Auswirkung von drei unterschiedlichen 
Abstraktionsstufen einer Profilschienenführung auf die Simulationsge-
nauigkeit des thermischen Komponentenverhaltens hin analysiert. Dabei 
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zeigt sich, dass das Model mit der höchsten geometrischen Abstraktion 
aufgrund des einfachen Modelaufbaus eine sehr gute Homogenisierung 
des FE‑Netzes liefert und somit wiederum zu einem guten Berech-
nungsergebnis führt. Des Weiteren wird auf die Notwendigkeit der Be-
stimmung realer Verlustleistungen zur korrekten Parametrierung der Mo-
dele eingegangen. In HEISEL & MAIER (2014) wird ebenfals auf diesen 
Handlungsbedarf für Kugelgewindetriebe verwiesen, da eine geringe 
Abweichung der Verlustleistung in einer Simulation bereits zu starken 
Abweichungen in der thermischen Berechnung führt. ZWINGENBERGER 
(2014) zeigte an Stichversuchen bereits den Einfluss der Komponenten-
ausführung auf ihr thermisches Verhalten. Hier wurden die Komponenten 
hinsichtlich des Wärmedurchgangs untersucht. 
Für eine exakte Vorhersage des thermischen Verhaltens einer Werk-
zeugmaschine ist neben der Modelierung der Einzelkomponenten eben-
fals die möglichst genaue Modelierung von Kontaktstelen zwischen 
diesen Komponenten notwendig. Die in der Werkzeugmaschine auftre-
tenden Bauteilverbindungen lassen sich in statische (Lagersitze, Flan-
sche) und in dynamische Verbindungen (z. B. Führungsschliten) unter-
teilen und enthalten unterschiedliche fluide Zwischenmedien. 
Jedoch betrachten bereits etablierte Literaturmodele meist lediglich ver-
einfachte statische Bauteilverbindungen und fußen dabei nicht auf der 
detailierten phänomenologischen Aufklärung der beteiligten Wärme-
übergangsmechanismen (MIKIC 1974, BAHRAMI ET AL. 2004). Daraus re-
sultieren sowohl eingeschränkte Gültigkeitsbereiche als auch signifikante 
Abweichungen in Bezug auf experimentele Messungen (FIEBERG ET AL. 
2007, BURGHOLD ET AL. 2015). In einem Prozess mit zunehmender Kom-
plexität werden dabei im SFB/TR 96 Modele erarbeitet, um das elasti-
sche und plastische Kontaktverhalten rauer Oberflächen und daraus re-
sultierende Wärmeübergänge in der Kontaktzone zweier Maschinen-
komponenten zu quantifizieren.  
Für den statischen Kontakt zweier makroskopisch ebener Oberflächen 
ist dabei ein numerisches Verfahren entwickelt worden, welches gegen-
über Literaturmodelen eine verbesserte Vorhersagegenauigkeit ermög-
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Dieses numerische Verfahren wird in diesem Beitrag zur Quantifizierung 
der Kontaktwärmeübergänge verwendet, um im Rahmen des Botom-
Up-Ansatzes das thermo-elastische Verhalten eines Z-Schiebers zu 
prognostizieren, welcher baugleich mit dem Z-Schieber der Demonstrati-
onsmaschine DMG DMU 40 eVo linear ist, welche im SFB/TR 96 zur 
Verfügung steht. 
2  UNTERSUCHUNG DES THERMO-ELASTISCHEN VER-
HALTENS EINER EXEMPLARISCHEN LINEARACHSE 
Anhand umfangreicher Versuchsreihen wurden bereits wesentliche Ein-
flussfaktoren auf das Temperaturfeld, wie z. B. Vorschub- und 
Abstreifersystem der aktiven Komponenten Spindelager, Profilschienen-
führung und Kugelgewindetrieb identifiziert und analysiert. Auf dieser 
Basis erfolgte zunächst eine Modelierung der Reibkraft als Hauptein-
flussgröße. Darauf aufbauend werden nun die aktiven und passiven 
Komponenten zu Baugruppen zusammengefügt und das thermo-
elastische Verhalten der Baugruppen analysiert und prognostiziert. Die 
Methodik ist in Abbildung 1 dargestelt. 
 
Abbildung 1: Vorgehensweise zur Prognose des thermo-elastischen Verhaltens 
von Werkzeugmaschinen 
2.1 PRÜFSTANDSAUFBAU 
Bei der Demonstratormaschine DMG DMU 40 eVo linear handelt es sich 
um ein 5-Achs-Bearbeitungszentrum in Gantry-Bauweise, dessen X- und 
Y-Schliten über Linearmotoren angetrieben werden. Diese Gesamtma-
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schine kann verschiedene Projekte des SFB/TR 96 in einem Untersu-
chungsobjekt vereinen und ist somit sehr gut für die Untersuchung pas-
siver und aktiver Strukturen geeignet. Die passiven Strukturen bestehen 
aus dem Werkstof GJL-300. 
Im Rahmen des Botom-Up-Ansatzes wird die Baugruppe zuerst in ihre 
Einzelkomponenten (Z-Schieber, Kugelgewindetrieb, Profilschienenfüh-
rung, Kühlsystem) demontiert. Die passive Strukturkomponente wird in 
einer Klimakammer, welche eine maximale Umgebungstemperatur-
schwankung von +/- 1 °C erreicht, aufgestelt und mit Messtechnik aus-
gestatet (Abbildung 2). Hierzu wird der Z‑Schieber in drei Messebenen 
mit Temperatursensoren des Typs Pt-100 versehen. Zur Messung der 
thermisch-bedingten Dehnung in vertikaler Richtung wird ein temperatur-
stabiles Messgestänge aus CFK auf der Strukturoberseite angebracht 
und am unteren Ende gegen einen taktilen Wegsensor ausgerichtet. 
Diese Herangehensweise wird ebenso in horizontaler Richtung realisiert. 
Als Sensorik kommen zwei taktile Wegaufnehmer mit einem Messbe-
reich von +/- 2 mm und einer Genauigkeit von 0,5 µm zum Einsatz. Zur 
gezielten Erwärmung der Komponente stehen Heizmaten mit einer ein-
stelbaren, geregelten Oberflächentemperatur zur Verfügung. 
 
Abbildung 2: Prüfstandsaufbau 
In einem zweiten Schrit wird das Führungssystem am Z-Schieber mon-
tiert. Dieses besteht aus zwei paralel verlaufenden Führungsschienen 











 12 Temperatursensoren auf 3 
Ebenen (Pt-100, 4-Leitertechnik)
 2 taktile Verlagerungssensoren mit 
CFK-Gestel
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wendung finden. Die Erwärmung des Z-Schiebers erfolgt in dieser Mess-
reihe indirekt über Heizmaten auf dem Führungsschuh, sodass zwei 
Kontaktwärmeübergänge zu berücksichtigen sind. Erstens der Wärme-
durchgang durch das Führungssystem und zweitens der Kontaktwärme-
übergang zwischen Führungsschiene und Struktur, Abbildung 3. Zur Er-
mitlung der Kontaktwärmeübergänge zwischen Z-Schieber und Profil-
schienenführung werden die Oberflächenrauheit der Kontaktzonen sowie 
der vorherrschende Kontaktdruck ermitelt und numerisch in Kapitel 3 
berechnet. 
 
Abbildung 3: Kontaktwärmeübergänge zwischen Z-Schieber und Profilschienenführung 
2.2 TEMPERATUR- UND VERLAGERUNGSFELD 
Zur Untersuchung des thermo-elastischen Verhaltens wird die Umge-
bungstemperatur auf einen konstanten Wert von 22 °C eingestelt. Zur 
Verbesserung der Wärmeeinbringung wird die Kontaktzone mit einem 
Wärmeleitband versehen. Zuerst wird die Heizmate mit einer konstanten 
Temperatur von 60 °C, 70 °C und 80 °C beaufschlagt und bis zum Be-
harrungszustand des Z-Schiebers geheizt. Nach Erreichen dieses Zu-
stands, wird die Heizmate ausgeschaltet und die Abkühlkurve gemes-
sen.  Beispielhaft  seien  die  Ergebnisse  für  eine  konstante  
Heizmatentemperatur von 60 °C in Abbildung 4 gezeigt. Auf der Vorder-
seite des Z-Schiebers wird ein Beharrungszustand bei ca. 29 °C erreicht. 
Der hohe Temperaturunterschied zwischen Heizmate und resultieren-
dem Beharrungszustand ist dabei auf die große Konvektions- und Strah-
lungsfläche sowie auf den Kontaktwärmeübergang Heizmate – Z-
Schieber zurückzuführen. Bereits auf der unteren Messebene bildet sich 
eine Temperaturdiferenz von 3 Kelvin zwischen Vorder- und Rückseite 
aus. Mit zunehmender Höhe des Z-Schiebers verringern sich die Behar-
rungstemperaturen an den Messstelen. So liegt diese auf der mitleren 
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näherungsweise homogen ist. An der oberen Messebene zeigt sich noch 
eine geringe Temperaturerhöhung um 0,5 °C. Die resultierende vertikale 
Verlagerung beträgt 17 µm in vertikaler und 3 µm in horizontaler Rich-
tung. 
 
Abbildung 4: Temperatur- und Verlagerungsfeld bei einer konstanten Heizmatentemperatur 
von 60 °C auf der Frontseite 
Nachdem eine grundlegende Untersuchung der passiven Komponenten 
statgefunden hat, wird das Führungssystem, bestehend aus zwei Profil-
schienenführungen der Baugröße 35 und vier Führungsschuhen, mon-
tiert. Die Wärmeeinbringung erfolgt nun über Heizmaten, welche auf 
dem Führungsschuh appliziert werden. Somit wird der Wärmefluss in die 
passive Komponente nun über zwei Kontaktübergänge (Wärmedurch-
gang in der Profilschienenführung und Kontaktübergang Profilschiene – 
Z-Schieber) beeinflusst (Kontakt 1, Abbildung 3). Der Wärmedurchgang 
der Profilschienenführung wurde im Vorfeld bereits messtechnisch un-
tersucht. Hierzu wurde ein Prüfkörper mitels einer Heizmaten gezielt 
erwärmt und der Wärmedurchgang durch Abgleich mit einem Simulati-
onsmodel bestimmt (αK=200 W/m²*K). Der Kontaktwärmeübergang Pro-
filschiene - Z-Schieber wird ausführlich in Kapitel 3 behandelt. 
Zu Untersuchungszwecken wurden zwei Führungsschuhe paralel auf 
der Profilschiene positioniert und im gleichen Maße mit einer Temperatur 
beaufschlagt. Dabei werden die Führungsschuhe auf mitlerer Messebe-
ne positioniert. Die Heizmaten werden auf eine konstante Temperatur 
von 80 °C eingestelt. 
Die Messergebnisse, Abbildung 5, zeigen, dass sich in der unteren 
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ausbildet. Lediglich die Temperaturmessstele auf der Rückseite, welche 
die kürzeste Distanz zu den Führungsschuhen hat, zeigt eine höhere 
Beharrungstemperatur von 28,5 °C. An der mitleren Ebene ist der Wär-
mefluss sehr gut nachvolziehbar. An der Rückseite des Z-Schiebers 
wird ein Beharrungsniveau bei 33 °C ereicht, wohingegen auf der Vor-
derseite nur 29 °C vorliegen. Dementsprechend beträgt die Temperatur-
diferenz über den Querschnit des Z-Schiebers 4 K. Zur oberen Mess-
ebene hin scheint der Wärmefluss sich gleichmäßig zu verteilen, sodass 
eine homogene Temperatur von 29 °C ereicht wird. 
Aufgrund der Wärmeeinbringung kann schließlich eine vertikale Verlage-
rung von 72 µm verzeichnet werden. In horizontaler Richtung ergibt sich 
eine Verlagerung von 10 µm. 
 
Abbildung 5: Temperatur- und Verlagerungsfeld bei konstanter Wandtemperatur (80 °C) 
über die Führungsschuhe 
3  KONTAKTWÄRMEÜBERGÄNGE AN MASCHINEN-
KOMPONENTEN 
3.1  VERFAHREN ZUR BESTIMMUNG DER KONTAKTWÄRME-
ÜBERGÄNGE 
Neben dem thermischen Verhalten einzelner Maschinenkomponenten 
muss für eine genaue Vorhersage des Gesamtmaschinenverhaltens der 
Wärmewiderstand an den Verbindungsstelen der unterschiedlichen 
Komponenten berücksichtigt werden. Sogenannte Kontaktwärmeüber-
gänge treten auf, da die Oberflächen von Bauteilen über fertigungsbe-
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dungen lediglich an einzelnen Mikrokontaktstelen besteht, wodurch die 
von der Wärme durchströmte Querschnitsfläche in der Kontaktstele ver-
ringert wird. Dieser Efekt, der bei anliegendem Wärmestrom zu einem 
Wärmewiderstand und einem resultierenden Temperaturabfal führt ist in 
Abbildung 6 schematisch aufgezeigt. 
Die Quantifizierung des Zusammenhangs zwischen diesem Temperatur-
abfal an der Kontaktstele (ΔTK) und dem anliegenden Wärmestrom () 
erfolgt analog zu konvektiven Wärmeübergängen mithilfe des sogenann-
ten Kontaktwärmeübergangskoefizienten (1). Hierbei entspricht A	dem 
nominelen, makroskopischen Oberflächenmaß. 
 		  (1)  
 
Abbildung 6: Schematische Darstelung von Wärmewiderstand und resultierendem Tempera-
tursprung ΔTK	aufgrund von rauen Bauteiloberflächen (FREKERS ET AL. 2014) 
Der entscheidende Einflussfaktor auf den Kontaktwärmeübergang sind, 
neben den Wärmeleitfähigkeiten der beteiligten Kontaktpartner (thermi-
sche Kontaktbedingungen), die Beschafenheit der Kontaktzone, also die 
Anzahl und Größe der Mikrokontakte, sowie das Volumen der umgebe-
nen Kavitäten. 
Diese Kontaktgeometrie wird maßgeblich von der fertigungsbedingten 
Oberflächenrauheit der Bauteilverbindungen (geometrische Kontaktbe-
dingungen) sowie den mechanischen Kontaktbedingungen (Kontakt-
druck, Materialhärten) beeinflusst. 
Um das thermische Kontaktverhalten einer Bauteilverbindung experi-
mentel zu bestimmen, wurde im SFB/TR 96 eine Mess- und Auswerte-
methode auf Basis der transienten Temperaturverteilungen an der Kon-
taktstele etabliert. Diese Temperaturverteilungen werden mithilfe einer 
zeitlich hochauflösenden Infrarotkamera (Infratec Image IR 5325) aufge-
zeichnet, wodurch der Kontaktwärmeübergang sowohl für statische Kon-
takte als auch zeitlich aufgelöst für dynamische Änderungen des Kon-
taktdrucks bestimmt werden kann (BURGHOLD ET AL. 2015). Diese Metho-
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de ist eine Weiterentwicklung basierend auf dem Messsystem nach FIE-
BERG (2007). 
Da für eine Vielzahl der maschinenrelevanten Bauteilverbindungen die 
aufwendige Messung des Kontaktwärmeübergangs an einem Versuchs-
stand nicht sinnvol ist, ist eine möglichst genaue, experimentel validierte 
Methode zur Vorhersage des thermischen Kontaktverhaltens notwendig. 
Hierzu wurden bereits unterschiedliche analytische Korrelationen publi-
ziert, welche den Kontaktwärmeübergangskoefizienten anhand von 
parametrierten Eingangswerten, welche diese geometrischen, mechani-
schen und thermischen Kontaktbedingungen möglichst genau abbilden, 
vorhersagen. Zu den meistzitierten Ansätzen zählen dabei MIKIC (1974), 
sowie BAHRAMI ET AL. (2004). Jedoch zeigt der Vergleich mit experimen-
telen Ergebnissen, dass signifikante Abweichungen zwischen Korrelati-
on und Messergebnissen auftreten (Abbildung 7). 
 
Abbildung 7: Vergleich von Experimentelen Ergebnissen mit den Vorhersagen der Ansatz-
korrelation nach MIKIC (1974) und BAHRAMI ET AL. (2004) für zwei verschiedene Material-
paarungen (FIEBERG 2007) 
Neben diesen auftretenden Abweichungen ist ebenfals das Konzept der 
parametrierten Beschreibung der Oberflächengeometrie für die Vorher-
sagegenauigkeit nachteilig. Hierbei wird angenommen, dass sämtliche in 
Kontakt befindliche Oberflächen ein isotropes und gaußverteiltes 
Höhenprofil aufweisen, was jedoch auf eine Vielzahl von technisch bear-
beiteten Oberflächen nicht zutrift. Als Beispiel hierfür zeigt Abbildung 8 
Ergebnisse einer tastarmbasierten Rauheits- und Konturmessung zweier 
unterschiedlicher technisch bearbeiteten Oberflächen, welche trotz eines 
ähnlichen Rauheitsparameters (in diesem Fale der Rauheitswert Ra) 
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unterschiedliche Geometrien aufweisen. Resultierende Unterschiede im 
thermischen Kontaktverhalten können auf Basis einer analytischen Kor-




Abbildung 8: Taktile Messung zweier unterschiedlicher technischer Oberflächen mit ähnlicher 
Rauheit (VIELER ET AL. 2014) 
Diese Problematik wurde im SFB/TR 96 adressiert, indem ein experi-
mentel validierter numerischer Ansatz entwickelt und veröfentlicht (FRE-
KERS ET AL. 2014) wurde, welcher anstat algemeine Oberflächenpara-
meter spezifizierte Modele von topografisch gemessenen Bauteilober-
flächen verwendet und hierfür den Kontaktwärmeübergang vorhersagt. 
Diese Berechnung erfolgt in zwei Teilen. Dazu wird zunächst in einem 
von BHUSAN (1998) entwickelten elastischen Halbraummodel, welches 
um eine plastische Komponente nach WILLNER (2004) und GÖRKE (2010) 
erweitert wird, die verformte Geometrie des Kontaktpaars bestimmt. Die 
bei Wärmedurchfluss entstehenden Temperaturfelder innerhalb dieser 
verformten Oberflächen werden im Anschluss daran durch eine implizite 
Finite-Diferenzen Berechnung bestimmt. Aus dem berechneten Tempe-
raturfeld kann der Temperaturabfal über den Kontaktbereich extrapoliert 
und der resultierende der Kontaktwärmeübergangskoefizient berechnet 
werden. Das resultierende Temperaturprofil ist in Abbildung 9 für eine 
Schnitebene beispielhaft dargestelt. 
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Abbildung 9: Darstelung des numerisch berechneten stationären Temperaturfelds in einem 
Schnit des Bauteilkontakts 
3.2 KONTAKTWÄRMEÜBERGÄNGE AN DER LINEARACHSE 
Für die Vorhersage des thermo-elastischen Verhaltens der Linearachse 
wurde exemplarisch der Kontakt zwischen Profilschienenführung und Z-
Schieber ausgewählt (vgl. Kontakt 2, Abbildung 3). Diese Kontakte 
zeichnen sich dadurch aus, dass hier sowohl signifikante Wärmeströme, 
als auch hinreichend große Oberflächenrauheiten und hinreichend kleine 
Kontaktdrücke vorliegen, sodass hier für das thermische Gesamtverhal-
ten relevante Kontaktwärmeübergänge zu erwarten sind. 
Die Kontaktzonengeometrie wurde entsprechend vorliegender taktiler 
Messungen der beteiligten Bauteiloberflächen modeliert. Als Grundlage 
dient jeweils eine Linienmessung von 4,8 mm Länge, welche exempla-
risch für die Gesamtoberfläche angenommen wurde und auf eine zwei-
dimensionale Oberfläche erweitert wurde. Ein Überblick über die gewähl-
ten Randbedingungen, sowie die resultierenden Kontaktwärmeüber-
gangskoefizienten ist in Tabele 1 gegeben. 
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 Tabele 1: Kontaktparameter an der simulierten Bauteilverbindung 
 Kontakt  2:  
  Profilschiene  Z-Schieber   
Materialpaarung  X65Cr13   En-GJL-300  
Rauheit Ra 0,089 µm 1,4 µm 
Kontaktdruck  21,68  MPa  
Wärmeleitfähigkeit 30 W/mK 47,5 W/mK 
Berechneter Kontaktwärme- 
übergangskoefizient 13,1 kW/m²K 
4  PROGNOSE EINER EXEMPLARISCHEN LINEARACHSE 
4.1 MODELLAUFBAU UND PARAMETRIERUNG 
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Die Prognose der in Kapitel 2 gezeigten Versuche wird mithilfe der Be-
rechnungssoftware ANSYS Workbench 14.5 durchgeführt. Hierzu wer-
den zwei Schaltblöcke in Reihe angeordnet. Der erste dient der Progno-
se des transienten bzw. stationären Temperaturverlaufs, der zweite 
Block berechnet die hierzu korrespondierende Verlagerung in vertikaler 
und in horizontaler Richtung. 
In der transienten Temperaturfeldberechnung werden zusätzliche Körper 
entsprechend der Heizmatenposition appliziert und mit der Versuchs-
temperatur beaufschlagt. Die Materialparameter sind für den Werkstof 
GJL-300 entsprechend ausgewählt. Die Wechselwirkung mit der umge-
benden Luft wird durch ein Konvektionsmodel abgebildet. Dieses wird 
anhand von Literaturwerten beziehungsweise über die Abkühlkurve bei 
einer Änderung der Umgebungstemperatur bestimmt und für das FE-
Model temperaturabhängig hinterlegt. Die in Kapitel 3 berechneten Kon-
taktwärmeübergänge zwischen Z-Schieber und Profilschiene wurden im 
gleichen Maße im Model hinterlegt. Zum Vergleich zwischen gemesse-
nen und prognostizierten Werten werden im Prognosemodel Stichpro-
ben an den Positionen der Messstelen angebracht und die zeitlichen 
Verläufe dargestelt. 
Zur Ermitlung der temperaturinduzierten Verlagerung wird das Berech-
nungsergebnis in eine statisch-mechanische Analyse überführt. Hierbei 
wird die Körpertemperatur an diskreten Zeitpunkten übertragen und als 
Randbedingung verwendet. Als starres Auflager dient die Unterseite des 
Prognose von Verlustleistungen und Kontaktwärmeübergängen 
Z-Schiebers. Um die relativ zwischen zwei Messpunkten gemessene 
Verlagerung zu vergleichen, werden entsprechend Stichproben genutzt. 
4.2  PROGNOSE DES THERMO-ELASTISCHEN VERHALTENS 
Die Vorhersagegenauigkeit des Models sol anhand der folgenden Ver-
gleiche zwischen Messung und Prognose gezeigt werden. 
Abbildung10 zeigt den Vergleich zwischen den Versuchsergebnissen 
und des Prognosemodels für den Versuch mit einer konstanten Heiz-
temperatur von 60 °C auf der Vorderseite. Zur besseren Übersicht sind 
lediglich die Temperaturen der Messtelen auf der Vorderseite darge-
stelt. Die maximale Abweichung bei der Berechnung des Temperatur-
felds liegt unter 0,5 K, wobei das transiente Verhalten sehr gut abgebil-
det werden kann. Das Verlagerungsfeld kann ebenso bereits sehr gut 
prognostiziert werden. Die maximale Abweichung zwischen Versuch und 
Prognose liegt bei 2 µm in vertikaler und horizontaler Richtung. 
 
Abbildung 10: Vergleich Versuch und Prognose für die Aufheizung mit einer Heizmate 
auf der Frontseite 
Zum zweiten sol das Prognosemodel für die Wärmeeinbringung über 
die Führungsschuhe Anwendung finden. 
Hierzu wird das Prognosemodel um die in Kapitel 3 berechneten Kon-
taktwärmeübergänge ergänzt und die Konvektion der Profilschienenfüh-
rungen und ‑schuhe der Literatur entsprechend bestimmt. Die Abwei-
chung des berechneten Temperaturfelds liegt dabei bei unter 0,5 K, so-
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den kann. Das aus dem berechneten Temperaturprofil abgeleitete Verla-
gerungsfeld bildet zwar den richtigen Verlauf ab, weist jedoch im Behar-
rungszustand noch Abweichungen bis zu 20 µm auf. Um diese zu redu-
zieren, werden weitere Versuchsreihen durchgeführt und die Parametrie-
rung des Models stetig ergänzt. 
 
Abbildung 11: Vergleich Versuch und Prognose für die Aufheizung mit einer Heizmate 
über die Führungsschuhe 
5  ZUSAMMENFASSUNG UND AUSBLICK 
Zusammenfassend kann mit der vorgestelten Methodik eine efiziente 
und präzise Prognose des thermo-elastischen Verhaltens passiver Struk-
turbauteile erreicht werden. Das transiente Temperatur- und Verlage-
rungsfeld kann mithilfe des Prognosemodels mit hoher Genauigkeit vor-
hergesagt werden. Die Kontaktwärmeübergänge, welche mithilfe einer 
numerischen Berechnung ermitelt wurden, führen zu einer Verbesse-
rung der Vorhersagegenauigkeit des Models. 
Das thermo-elastische Verhalten der Baugruppe Z-Schieber wurde mit-
hilfe von Heizmaten sowohl im stationären als auch im transienten Fal 
untersucht und das Temperatur- sowie das Verlagerungsfeld analysiert. 
Die Parametrierung des Prognosemodels beruht auf Literaturwerten, 
sodass eine Übertragbarkeit auf andere Bauteile möglich ist. In weiteren 
Schriten wird die Baugruppe um weitere Komponenten, wie zum Bei-
spiel Kugelgewindetrieb und das X-Gestel, ergänzt. Nach der Untersu-
chung und Prognose der gesamten Baugruppe im Stilstand, wird an-
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windetrieb und Profilschienenführung realisiert. Hierzu wird eine Kopp-
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1 EINLEITUNG 
Moderne Werkzeugmaschinen (WZM) stelen hochkomplexe Produkti-
onssysteme dar. Zeitveränderliche und örtlich inhomogene Temperatur-
felder führen zu einer Strukturdeformation der Maschine. Die damit ver-
bundene, thermisch induzierte Verlagerung des Tool Center Point (TCP) 
verursacht Produktionsungenauigkeiten am bearbeiteten Werkstück. Bei 
heutigen Bearbeitungsprozessen sind 50 – 80 % aler möglichen Fehler-
quelen auf thermische Ursachen zurückzuführen (NESTMANN, 2006) was 
die Bedeutsamkeit der Problematik von thermisch bedingten Verformun-
gen noch einmal hervorhebt. 
Ein genaues Verständnis sowie die Modelierung und Simulation des 
thermo-elastischen Verhaltens des Gesamtsystems, bestehend aus Ma-
schine, Produktionsprozess und Umgebung, bildet einen der Kern-
schwerpunkte im SFB/TR 96 (GROßMANN, 2012). 
Die Bahn des TCP wird in WZM durch geführte relativ zueinander be-
wegte Gestelstrukturbauteile erzeugt. Die genaue prozessaktuele Ab-
bildung des thermo-elastischen Verhaltens einer WZM erfordert also die 
Berücksichtigung der Strukturvariabilität im Model. 
In diesem Artikel werden drei verschiedene Lösungsansätze zur Model-
lierung des thermo-elastischen Verhaltens der WZM, unter Berücksichti-
gung der Strukturvariabilität, vorgestelt. Diese Ansätze werden anhand 
eines  Ständer-Spindelstock-Beispielmodels,  welche  die  
Gestelstrukturbauteile einer Fräsmaschine darstelen (Abbildung 1), be-
schrieben. Das verwendete Model ist in (GALANT, ET AL., 2012) detailiert 
beschrieben. 
Dazu werden in Abschnit 2 eine kurze Einführung der Baugruppen so-
wie der darauf wirkenden instationären und örtlich veränderlichen ther-
mischen Lasten gegeben. Der erste Ansatz, beschrieben in Abschnit 3, 
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basiert auf der FE-Software ANSYS. Die Abschnite 4 und 6 stelen die 
Vorgehensweise mit der quelofenen FE Software AMDiS vor, welche 
eine Kombination von Giterverfeinerung und einem Defect Corrected 
Averaging (DCA) Zeitintegrationsverfahren realisiert. In Abschnit 5 wird 
ein Ansatz aus dem Bereich der Modelordnungsreduktion, zur Simulati-
on auf Basis eines niedrigdimensionalen Ersatzmodels, vorgestelt. Eini-
ge vergleichende Ergebnisse werden in Abschnit 7 bereitgestelt. Eine 
abschließende Zusammenfassung ist in Abschnit 8 gegeben. 
  
Abbildung 1: Der gekoppelte Ständer mit 
Spindelstock. Die farbigen Flächen 
repräsentieren die verschiedenen 
Randbedingungen 
Abbildung 2: Der Ständer mit den 6 Mess-
punkten und dem Vergleichspfad. 
2 THERMO-ELASTISCHE PROBLEMSTELLUNG MIT 
STRUKTURVARIABILITÄT 
Als Beispiel wird in diesem Artikel das in Abbildung 1 dargestelte Stän-
der-Spindelstock-System verwendet. Die Temperaturfelder der beteilig-
ten Körper unterliegen dabei einer Fourierschen Wärmeleitung 
(λ = 50 W/mK, c = 460 J/kgK, ρ = 7200 kg/m3) und befinden sich jeweils 
in einem homogenen Anfangszustand mit = 22 °C. Der Spindelstock be-
wegt sich zwischen den Umkehrpunkten der Führungsschienen mit ei-
nem harmonischen Verfahrprofil s(t). Aus der Bewegung resultiert eine 
Reibleistung deren korrespondierende Wärmestromdichte (t) dem 
Kontaktbereich auferlegt wird und pauschal wie folgt berechnet wird: 
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Für die Beschreibung der Position s  des Spindelstocks, sowie des 
Geschwindigkeitsprofils  wurden dabei 
s : 12
2 1.25, : 2 , 
mit einer Periodendauer von 24, verwendet. 
Des Weiteren wird die Wärmeleitung zwischen den beiden Körpern als 
Wärmestromdichte (t) berücksichtigt, welche sich aus den vorlie-
genden Temperaturen der aktuel am Kontakt beteiligten Bereiche (Tstand 
und Tspind) sowie einem Übergangskoefizienten αCond wie folgt ergibt: 
 
Außerdem werden die Ränder abseits der Schiene mit Robin-
Randbedingung belastet, welche sich jeweils aus einer Umgebungstem-
peratur TU und einem Übergangskoefizienten αConv sowie den aktuelen 
Temperaturen auf dem Rand TΓ ergeben: 
 
In Abbildung 1 sind die unterschiedlich belasteten Randbereiche zu se-
hen. Die Stelfläche des Ständers (dunkelblau, TUg = 20 °C) sowie jeweils 
eine Öl-gekühlte Seitenfläche an Ständer und Spindelstock (helblau, 
TUö = 22 °C) besitzen ein αConv = 100 W/m2K. Die verbleibenden Flächen 
(Beigetöne) werden als Luft-gekühlt mit einem αConv = 10 W/m2K betrach-
tet, wobei von unten nach oben drei verschiedene Luftschichten mit 
TUu = 24,07 °C, TUm = 24,12 °C und TUo = 24,50 °C angenommen wer-
den. Der Spindelstock (gelb) wird entsprechend der Schicht (obere oder 
mitlere) belastet, in welcher sich aktuel sein Höhenmitelpunkt befindet. 
Des Weiteren werden die Auswirkungen struktureler Verformungen aus-
schließlich auf das resultierende Temperaturfeld zurückgeführt, d.h. der 
piezokalorische Efekt wird vernachlässigt. Dies führt zu einer Entkopp-
lung des thermischen Problems (Temperaturvektor T) vom Strukturfeld 
(Verformungsvektor u) und ermöglicht so die Bearbeitung des thermo-
elastischen Problems im Rahmen einer sequentielen Analyse. 




Berechnung von thermo-elastischen Deformationen in Werkzeugmaschinen 




Die thermischen und strukturelen Randbedingungen sind dabei in den 
Lastvektoren  bzw.  zusammengefasst. Außerdem finden sich in dem 
System die Matrizen der thermischen Kapazität  und Difusion , 
die Elastizitätssteifigkeitsmatrix  sowie die verbleibende Matrix zur 
Feldkopplung . Zur Vermeidung der Singularität in den statischen 
Verformungsrechnungen wird angenommen, dass auf der Grundfläche 
des Ständers 	 	 als Randbedingung gilt. 
 
Abbildung 3: Links: Strukturvariabilität mit Kontaktechnologie, rechts: Reibwärmefluss in den 
stationären Körper 
3  EINSATZ DER KONTAKT-TECHNOLOGIE IN KOMMER-
ZIELLER FE-SOFTWARE 
Die Einbindung bewegter Baugruppen innerhalb der proprietären Soft-
ware ANSYS ist detailiert in (PARTZSCH & BEITELSCHMIDT, 2015) be-
schrieben und erfolgt durch eine diskrete Verschiebung (schwarz zu lila 
in Abbildung 3 links) der bewegten Modelteile im Rahmen der Lastschrit-
te einer transienten Analyse. Auf die Schienenbereiche aufgezogene 
Kontaktelemente identifizieren die momentane Position des bewegten 
Körpers, relativ zum stehenden Körper (Pinbal-Algorithmus, siehe Abbil-
dung 3 links) und bestimmen und applizieren automatisch die konduktive 
Kontaktwärmestromdichte . Des Weiteren wird der aktuele Kon-
taktbereich mit der zuvor als Neumann-Randbedingung  bestimmten 
Reibung belastet. Dies ist notwendig, da in einer rein thermischen Analy-
se keine Kontaktnormalkraft vorliegt, die für eine direkte Bestimmung der 
Reibleistung verwendet werden kann. Die an der Bewegung beteiligten 
Modelteile werden im Anschluss als separate thermische Probleme 
ausgewertet. 
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Bei der Modelbildung ist außerdem darauf zu achten, den Schienenbe-
reich in Richtung der Verfahrbewegung regelmäßig, also z.B. durch An-
wendung der Sweep-Methode zu vernetzen, um so Unstetigkeiten im re-
sultierenden Temperaturfeld zu vermeiden. Damit kann zusätzlich das 
Problem anteilig bedeckter Schienenelemente an den Rändern des Kon-
taktbereichs vorteilhaft durch entsprechend skalierte Reibwärmeeinträge 
behandelt werden. In Abbildung 3 rechts ist diese, im Algemeinen auf-
tretende, Problematik für eine beispielhafte Bewegung paralel zur x-
Achse ilustriert. Aus den geometrischen Verhältnissen lassen sich fol-
gende Skalierungsvorschriften für die Reiblasten auf den Randelement-
schichten, d.h.  und  ermiteln: 
	und	  
Darin stelt dx die momentane Verschiebung und lx die Ausdehnung des 
bewegten Körpers in Verfahrrichtung dar. Es ist zu erkennen, dass diese 
Skalierung unabhängig von der gewählten Zeitschritweite zwingend 
notwendig ist und nur bei ausreichend feiner Ortsdiskretisierung ver-
nachlässigt werden könnte. 
Des Weiteren verursacht die Bewegung für den Lastzustand des ste-
henden Körpers, dass sich dieser permanent abrupt verändert. Bei der 
Anwendung eines transienten Integrationsverfahrens mit expliziten Antei-
len kann dies zu einem numerisch bedingten Aufschwingen der Lösun-
gen führen. Um die daraus resultierenden Fehlberechnungen zu vermei-
den, ist es notwendig in ANSYS das implizite Euler-Verfahren zur tran-
sienten Auswertung des Diferentialgleichungssystems aus Gleichung 1 
heranzuziehen. 
4  REALISIERUNG IN OFFENER FE-SOFTWARE 
Die quelofene FE-Software AMDiS erlaubt eine hohe Flexibilität, um 
bewegte Baugruppen zu simulieren. Es werden zwei Giter, jeweils eines 
pro Baugruppe, betrachtet. Diese sind adaptiv in Richtung der Schiene 
verfeinert. Des Weiteren wird die Bewegung des Spindelstocks als Starr-
körperbewegung realisiert. Dies erfolgt durch die Änderung der Koordi-
naten des Giters und wird durch die Funktion X(t)
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 realisiert. 
Das oben beschriebene Problem der teilweise überdeckten Elemente im 
Kontaktbereich wird umgangen, indem der Kontaktbereich mit der Funk-
tion 
Berechnung von thermo-elastischen Deformationen in Werkzeugmaschinen 
, 1, ∈ Kontaktzone0, sonst  
auf die gesamte Schiene erweitert wird. 
Die Flüsse, welche aus dem Wärmeaustausch zwischen Spindelstock 
und Ständer resultieren, werden durch die Gleichungen 
, , , ,	
, , , 	
beschrieben. Sie stelen die Kopplung der Wärmeleitung zwischen Stän-
der und Spindelstock her. 
Wir diskretisieren die Baugruppen mit linearen finiten Elementen, welche 
in der Softwarebibliothek AMDiS (VEY & VOIGT, 2007) implementiert sind. 
Zusammen mit der linearen Elastizität entsteht ein analoges System, wie 
in Gleichung (1) dargestelt ist. Mit den oben angegebenen Wärmeflüs-
sen, und der daraus folgenden zeitabhängigen Wärmeleitmatrizen, erhält 







Hierbei repräsentieren die Subskripte den Ständer und Spindelstock. 
Die ODE (2) muss mit passenden ODE-Lösern über den Zeitraum eines 
Arbeitstages gelöst werden. Diese Zeitskale entspricht in etwa der Zeit-
skale der Wärmeleitung. Alerdings findet die Bewegung auf der Zeitska-
le einiger Sekunden stat. Diese erzwingt entsprechend kleine Zeit-
schritweiten. Aufgrund der Steifigkeit wird die linear-implizite Rosen-
brock-W Methode ROS2 (VERWER, ET AL
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., 1999) verwendet. 
Im Abschnit 6 stelen wir eine verbesserte Methode zur Zeitintegration 
vor, welche die Periodizität ausnutzt. 
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5  MODELLORDNUNGSREDUKTION FÜR THERMO-
ELASTISCHE PROBLEME 
In diesem Abschnit betrachten wir, stelvertretend für das thermo-
elastische Verhalten des Maschinenständers bzw. des Spindelstocks, 
nur eines der diferentiel algebraischen Systeme der Form (1). Dies stelt 
keine Einschränkung dar, da beide Modelgleichungen dieselbe mathe-
matische Struktur besitzen. Wie schon in Abschnit 1 beschrieben, ist es 
das Ziel die Strukturvariabilität des Ständer-Spindelstock-Systems mög-
lichst genau abzubilden. In Anlehnung an das Beispiel in Abschnit 7 
werden die externen Lasten im Weiteren als 0 angenommen. Auf-
grund der sich ändernden Randbedingungen auf den Führungsschienen 
des Ständers, bedingt durch die Bewegung des Spindelstocks, wird zu-





mit den Matrizen 
 ≔ ∈ , ≔ ∈ ,	
≔ , 	∈ und ≔ ∈ , 1,2	 (4)
und den Matrizen aus den Gleichungen (1) und (2), betrachtet. Die Grö-
ße		beschreibt dabei die beobachteten Ausgänge (z. B. Temperatur-
/Deformationsmessungen). Die Anzahl der thermischen Freiheitsgrade 
(FGe) ist durch  gegeben. Entsprechend ergeben sich 3  FGe 
für die Verschiebungen in die verschiedenen Raumrichtungen. Die Grö-
ßen  und  geben die Anzahl der Ein- bzw. Ausgänge an. Die einseiti-
ge Kopplung der Thermik in Richtung der Verschiebungen kann mit Hilfe 
der Schurkomplementdarstelung, wie in (FREITAS, ET AL., 2008) be-
schrieben, ausgenutzt werden und das System (3) 
in die vereinfachte Form 
 ,
 (5)
überführt werden. Der Vorteil dieser Darstelung ist die Reduktion der zu 
betrachtenden FGe von 4  auf 
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. Die gesamte Informati-
on des elastischen Models ist dabei in der 
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modifizierten  Ausgangsmatrix  : 	  enthalten.  Die  
Invertierbarkeit der Matrix  ist dabei Aufgrund der Einspannung des 
Ständers im Boden bzw. der virtuellen Einspannung des Spindelstocks 
auf den Führungsschienen des Ständers sichergestelt. Für die Betrach-
tung der einzelnen Baugruppen wurden diese entkoppelt. Das heißt, die 
Durchschnitstemperatur  in der Kontaktfläche des Subsystems  dient 
als Eingang des Subsystems . Dazu wurden die Koppelmatrizen	 , 
aus Abschnit 4, durch die Hilfsmatrizen , welche die Kontaktfläche 
des Subsystems  repräsentieren, ersetzt. Das Entkoppeln erlaubt die 
unabhängige Anwendung der MOR Methoden auf die Einzelbaugruppen. 
Das Ziel der MOR ist die Generierung eines niedrigdimensionalen Er-
satzmodels (engl. ROM) der Form 
 ,
, (6)
wobei die Ausgänge , bei Verwendung des Originaleingangssignals  
möglichst genau den Originalausgang widerspiegeln, d.h. . Das 
ROM kann nun für eine stark beschleunigte Simulation eingesetzt wer-
den und reduziert darüber hinaus den Speicheraufwand, welcher für die 
Speicherung der Systemdaten notwendig ist. Für einen detailierten 
Überblick über MOR verweisen die Autoren auf, z.B. (ANTOULAS, 2005). 
Für die Verwendung, der von uns eingesetzten, projektionsbasierten 
MOR-Verfahren ist es notwendig, Projektionsmatrizen , 	 ∈ 	  zu 
berechnen, mit denen die niedrigdimensionalen Ersatzmatrizen der Form 
 , ∈ ,	
∈ , ∈  (7)
und Größe ≪  erzeugt werden können. In Anlehnung an Abschnit 4 
in (Lang, et al., 2014) betrachten wir das System (5) im Folgenden als 
parameterabhängig. Das heißt, die Zeitabhängigkeit, welche die Relativ-
bewegung des Spindelstocks auf den Führungsschienen des Maschi-
nenständers beschreibt, wird als Parameter  dargestelt. Daraus 
ergibt sich, analog zu (5), das parameterabhängige System 
 ,
. (8)
Wie in (Baur, et al., 2011) beschrieben, wählen wir  Parameterstützstel-
len ,..., . Diese dienen der Generierung globaler Projektionsmatrizen 
, 
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, welche ein geeignetes ROM, für ale zulässigen Parameterkonfigu-
rationen, erzeugen. Dazu verwenden wir den iterativ, rationalen Krylov-
Berechnung von thermo-elastischen Deformationen in Werkzeugmaschinen 
algorithmus (IRKA) (GUGERCIN, ET AL., 2008) zur Berechnung von lokalen 
Projektionsbasen ,  für jede Stützstele , 1,..., . Diese lokalen 
Basen  werden  dann  zu  den  globalen  Reduktionsbasen  
,..., , ,...,  mit der Dimension , ∑  zu-
sammengefügt. Mit Hilfe der Matrizen ,  können nun die reduzierten 
Systemmatrizen in (7) berechnet werden. Um die wiederholte Berech-
nung der reduzierten Matrizen für jede mögliche Ständer-Spindelstock-
Konfiguration  zu vermeiden, nutzt man eine parameterafine Darstel-
lung der parameterabhängigen Matrizen der Form 
 ⋯ ,	
⋯ , (9)
mit , ∈ . Eine solche Darstelung (9) kann immer bestimmt wer-
den, siehe z.B. (HAASDONK & OHLBERGER, 2009). Eine mögliche parame-
terafine Darstelung des Ständer-Spindelstockmodels ist in Abschnit 4 
in (LANG, et al., 2014) erläutert. Mit Hilfe der Matrixrepräsentation (9) 
können die parameterabhängigen Matrizen einmalig vorab der Simulati-





berechnet werden. Die eigentliche Parameterauswertung während der 
Simulation geschieht dann unabhängig des Reduktionsprozesses. Die 
Vorwärtssimulation des reduzierten, parametrischen Systems wurde mit 
dem impliziten Eulerverfahren, wie auch die Berechnungen in ANSYS in 
Abschnit 3, durchgeführt. 
6 DEFECT CORRECTED AVERAGING FÜR 
GEKOPPELTE, THERMO-ELASTISCHE SYSTEME 
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Das instationäre thermo-elastische Problem, welches in Abschnit 4 vor-
gestelt wurde, entspricht einem linearen, zeitabhängigen diferential-
algebraischen Problem (DAE). In diesem Abschnit betrachten wir nur 
die Berechnung des Temperaturfelds. Somit reduziert sich das Problem 
auf eine lineare, zeitabhängige ODE. 
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Aufgrund der schnelen und gleichmäßigen Bewegung haben wir eine 
oszilierende Quele und einen oszilierenden Austauschterm, beide mit 
der Periode ε. Diese kleine Periode erzeugt ein Mehrskalenproblem mit 
den Skalen Wärmeleitung und Bewegung. Wir verwenden das defect 
corrected averaging (GERISCH, NAUMANN, & WENSCH, 2015). Es stelt ein 
asynchrones Mehrskalenverfahren dar, welches aus den zwei Phasen 
1. Initialisierungsphase: 
  Berechne den zeitlichen Mitelwert  der Wärmeleitmatrix 
. 
  Löse das oszilierende thermische Problem (2) über eine Pe-
riode mit einer kleinen Zeitschritweite ≪	  
  Verwende die Lösung aus dem letzten Schrit und die gemit-
telte Wärmeleitmatrix, um eine konstante Ersatzquele c zu 
berechnen, welche nach einer Periode die gleiche Lösung 
generiert, wie das oszilierende Problem. Dies geschieht un-
ter Verwendung des iterativen Gleichungslösers GMRES. 
2. Lösungsphase: Löse die lineare ODE  mit einer gro-
ßen Makroschritweite ≫	  
besteht. Der erste Schrit beinhaltet die Lösung des oszilatorischen 
Problems über eine Periode. Dies erfolgt mit der zweistufigen W-
Methode ROS2 aus (VERWER, ET AL., 1999). Für die Lösungsphase ver-
wendeten wir das gleiche Verfahren mit deutlich größeren Zeitschritwei-
ten. 
7  VERGLEICH DER LÖSUNGEN 
Tabele 1: Verfahrensparameter 
 ANSYS  AMDiS  AMDiS  MOR  
FE - Knoten 72452  16626  16626  16626 
FE - Elemente 31653 49482  49482  49482  
Reduzierte Ordnung - - - 80 
Integrationsverfahren Impl. Euler  ROS2   DCA  Impl.  Euler  
Zeitschritweite 1s 0.3s  4min / 0.3s  0.3s 
Laufzeiten   4h  10min  10.5min / 5.5s 
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Abbildung 4: Vergleich der Lösungen jeweils in den drei Punkten in der rechten und linken 
Abbildung (2). Die Farben entsprechen den Punkten, während die Markierungen den Verfah-
ren zugeordnet sind. 
 
Abbildung 5: Vergleich der ANSYS und AMDiS Lösung bei t=60 Minuten entlang des Pfades 
im rechten Bild von Abbildung 2 
In diesem Abschnit werden die Temperatur- und Verschiebungsfelder 
der vier beschriebenen Lösungsansätze aus den Abschniten 3 - 6 in den 
sechs Messpunkten und dem Pfad aus Abbildung 2 verglichen. 
Aufgrund des hohen Speicheraufwandes und der hohen Laufzeit der 
ANSYS- Simulation, hervorgerufen durch die Kontaktformulierung, wird 
für den Vergleich der 4 Verfahren ein Zeitinterval von einer Stunde be-
trachtet. 
Die Berechnungen der verschiedenen Ansätze wurden mit den in Tabel-
le 1 gegebenen Parametern durchgeführt. 
93
Berechnung von thermo-elastischen Deformationen in Werkzeugmaschinen 
In der Abbildung 4 vergleichen wir den Temperaturverlauf über die Zeit in 
den drei Punkten der linken und rechten Teile der Abbildung 2. Die Tem-
peraturverläufe sind qualitativ gleich. Insbesondere bilden ale vier Ver-
fahren die Oszilationen der Bewegung ab. Die kleinen Unterschiede sind 
sowohl auf unterschiedliche Giter, als auch verschiedene Verfahren in 
der Zeit zurück zu führen. 
In der Abbildung 5 vergleichen wir die Temperaturen entlang des Pfades 
in y-Richtung. Da das Geschwindigkeitsprofil v(t) im Zentrum der Schie-
ne maximal ist, befindet sich dort ebenso ein Temperaturmaximum. Die-
ses wird von beiden Verfahren abgebildet. Der Temperaturunterschied 
beträgt ca. 0,1 °C bei einer Erwärmung von insgesamt 2 °C. Dieser Un-
terschied liegt an den verschiedenen Giter- und Zeitschritweiten. 
8 ZUSAMMENFASSUNG 
In diesem Artikel stelten wir verschiedene numerische Ansät-
ze/Verfahren zur Analyse des thermo-elastischen Verhaltens von Werk-
zeugmaschinen vor. Ale drei Ansätze/Verfahren besitzen die wesentli-
chen Eigenschaften 
 Modulare Modelierung der Baugruppenkopplung 
  Abbildung der Strukturvariabilität des Systems 
Die Abbildungen in Abschnit 7 zeigen, dass ale Verfahren im Wesentli-
chen die gleichen Ergebnisse liefern. Die Unterschiede in den Ergebnis-
sen liegen in der Größenordnung von wenigen Prozenten. Alerdings un-
terscheiden sich die Verfahren wesentlich in den Laufzeiten. 
ANSYS hate mit dem einfachen impliziten Euler die größten Laufzeiten, 
weshalb es für die Betrachtung eines ganzen Arbeitstages nicht in Frage 
kam. Das ROS2, zusammen mit der FE-Bibliothek AMDiS, benötigte 
weniger Zeit. Alerdings weniger Zeit als ANSYS. Die Entwicklung des 
defect corrected averaging
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 führt zu einer deutlichen Reduktion der Lauf-
zeit. 
Ein Hauptziel des SFB/TR 96 ist eine steuerungsintegrierte Korrektur in 
der Werkzeugmaschine während des Produktionsprozesses. Daher ist 
ein wesentliches Ziel, die Rechenzeit deutlich zu senken und die Modele 
in Echtzeit zu berechnen. Um dies zu erreichen, werden Modelord-
nungsreduktionsverfahren, siehe Abschnit 5, entwickelt. Diese Modele 
erlauben es, die wesentlichen Informationen aus den großen, hochauf-
gelösten Problemen zu extrahieren. Auf dieser Basis werden sowohl 
Berechnung von thermo-elastischen Deformationen in Werkzeugmaschinen 
Echtzeitfähigkeit als auch die Implementierung auf einer Steuerung mög-
lich. 
9 LITERATURVERZEICHNIS 
Antoulas, A. C., 2005. Approximation of Large-Scale Dynamical Systems. 
Philadelphia, PA: SIAM Publications. 
Baur, U., Beatie, C. A. & Benner, P. a. G. S., 2011. Interpolatory Projection Methods 
for Parameterized. SIAM J. Sci. Comput., 33(5), 2489-2518. 
Freitas, F., Rommes, J. & Martins, N., 2008. Gramian-Based Reduction Method 
Applied to Large. IEEE Trans. Power Systems, August, 23(3), 1258-1270. 
Galant, A., Großmann, K., Städel, C. & Mühl, A., 2012. Vergleichende Untersuchung 
alternativer Methoden zur Erzeugung kompakter Modele. Berechnung von 
Temperaturfeldern an Werkzeugmaschinen. ZWF, 06. 452-456. 
Gerisch, A., Naumann, A. & Wensch, J., 2015. Defect corected averaging for highly 
oscilatory problems. Applied Mathematics and Computation , 261, 90-103. 
Großmann, K., 2012. Thermo-Energetische Gestaltung von Werkzeugmaschinen. 
s.l.:s.n. 
Gugercin, S., Antoulas, A. C. & Beatie, C., 2008. H2 Model Reduction for Large-
Scale. SIAM J. Matrix Anal. Appl., 30(2), 609-638. 
Haasdonk, B. & Ohlberger, M., 2009. Eficient Reduced Models for Parametrized 
Dynamical Systems by Ofline/Online Decomposition. s.l., s.n. 
Lang, N., Saak, J. & Benner, P., 2014. Model Order Reduction for Systems with 
Moving Loads. at-Automatisierungstechnik, June, 62(7), 512-522. 
Nestmann, S., 2006. Mitel und Methoden zur Verbesserung des thermischen 
Verhaltens von Werkzeugmaschinen. s.l.:Herbert Utz Verlag. 
Partzsch, M. & Beitelschmidt, M., 2015. Simulation of Pose- and Process-Dependent 
Machine. In: K. Großmann, Hrsg. Thermo-energetic Design of Machine Tools. 
s.l.:Springer International Publishing Switzerland, pp. 61-68. 
Verwer, J., Spee, E., Blom, J. & Hundsdorfer, W., 1999. A Second-Order Rosenbrock 
Method Applied to Photochemical Dispersion Problems. SIAM Journal on Scientific 
Computing, 20(4), 1456-1480. 
Vey, S. & Voigt, A., 2007. AMDiS - adaptive multidimensional simulations. Comput. 




ANALYSE DER WÄRMEENTSTEHUNG IM ANTRIEB 
UND TEMPERIERUNG VON STRUKTUREN UND 
ANTRIEBEN AM BEISPIEL VON 
WERKZEUGMASCHINEN 
 
Stefan Winkler, Ralf Werner (EWA TU Chemnitz) 
Andre Bucht, Welf-Guntram Drossel (Fraunhofer IWU) 
Jürgen Weber, Juliane Weber (IFD TU Dresden) 
Immanuel Voigt (IWP TU Chemnitz) 
1 EINLEITUNG 
An die spanende Fertigung werden Forderungen nach einer immer grö-
ßeren Genauigkeit und höherer Produktivität gestelt. Thermo-elastische 
Verformungen stelen dabei das größte Problem bei der Umsetzung die-
ser Forderungen dar. Mit konventionelen Maßnahmen, wie der Tempe-
rierung von Maschinenstrukturen bzw. auch ganzer Fertigungsbereiche, 
wird versucht, die Werkzeugmaschine auf einer konstanten Betriebstem-
peratur zu halten, um so durch eine geeignete statische Auslegung der 
Maschinenstruktur die geforderte Präzision zu erreichen. Wechselnde 
Arbeitsprozesse während der Fertigung sorgen andererseits für eine 
nicht konstante Belastung der Antriebe, alen voran der Asynchronmoto-
ren, die als Hauptspindelantriebe eingesetzt werden. Dadurch kommt es 
zu einem schwankenden Wärmeeintrag der Antriebe in die Werkzeug-
maschine, wodurch die Korrektur der thermischen Verlagerung erheblich 
beeinträchtigt wird. 
2  URSACHEN DER WÄRMENTSTEHUNG IM ANTRIEB 
Die Wärme innerhalb eines elektrischen Antriebs entsteht durch Verluste 
bei der Umwandlung von elektrischer in mechanische Energie. Die Ver-
luste werden, basierend auf ihren Ursachen, in drei Gruppen eingeteilt. 
1) Stromwärmeverluste treten als Folge des Stromflusses durch die 
Wicklungen eines Antriebs auf. Da sich der Stromfluss in Abhän-
gigkeit des Lastmomentes ändert, sind auch die Stromwärmever-
luste lastabhängig. 
2) Ummagnetisierungsverluste werden auch als Eisenverluste be-
zeichnet. Ursache dieser Verluste ist die Änderung der Ausrichtung 
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des magnetischen Feldes im Blechpaket des Antriebs. Im Alge-
meinen werden die gesamten Ummagnetisierungsverluste dem 
Stator zugerechnet. Diese Vereinfachung ist zulässig, da sich die 
Ausrichtung des Rotorfeldes nur mit der Schlupfrequenz ändert. 
Diese beträgt generel etwa 1 - 2 % der Drehfeldfrequenz des 
Stators. 
3) Reibungsverluste. In einem elektrischen Antrieb trit Reibung auf, 
zum einen in Lagern und zum anderen als Gasreibung der Ober-
flächen der rotierenden Antriebskomponenten. Bei Hauptspindel-
antrieben mit einer Drehzahl von über 10.000 min-1 ist die Gasrei-
bung der dominante Reibungsanteil. Dies liegt einerseits daran, 
dass die Drehzahl mit der driten Potenz in die Gasreibungsver-
lustberechnung eingeht, während die Lagerreibung annähernd li-
near von der Drehzahl abhängt. Andererseits bilden sich bei höhe-
ren Umfangsgeschwindigkeiten sogenannte Taylorwirbel im Luft-
spalt aus. Auf Grund der sich ausbildenden Wirbel muss zusätzli-
che Energie für deren Aufrechterhaltung bereitgestelt werden. 
Die drei genannten Verlustarten können mitels geeigneter Verfahren di-
rekt gemessen werden. Zusätzlich zu diesen Verlusten treten weitere 
Verluste auf, welche nur über die Diferenz von aufgenommener zu ab-
gegebener Leistung bestimmbar sind. Diese Zusatzverluste sind unter 
anderem von den Oberwelen des Magnetfelds sowie dessen Verteilung 
innerhalb des Antriebs abhängig (vgl. DOPPELBAUER 2004). Eine Bestim-
mung ohne eine FEM-Berechnung des Magnetfeldes ist daher praktisch 
unmöglich. Im Algemeinen werden die Zusatzverluste durch Streufelder 
hervorgerufen. Ausgehend vom Ersatzschaltbild des Asynchronmotors 
können diese Verluste daher als stromabhängig und somit näherungs-
weise als proportional zu den Stromwärmeverlusten angenommen wer-
den. 
3  WÄRMESTRÖME IM ANTRIEB UND ZUR WERKZEUG-
MASCHINE 
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Die thermische Energie, die durch die Verluste in den Antrieb einge-
bracht wird, muss von den Wärmequelen zur Kühlhülse als Wärmesen-
ke transportiert werden. Dieser Wärmetransport erfolgt innerhalb des 
Stators bzw. Rotors durch Konduktion, während sie im Luftspalt haupt-
sächlich durch Konvektion erfolgt. Für den Wärmetransport gibt es meh-
rere wesentliche Hindernisse: die Isolierung der Wicklungen, die Isolie-
rung der Bleche des Blechpaketes und den Luftspalt. 
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Elektrische Isolierstofe besitzen im Algemeinen eine geringe Wärmeleit-
fähigkeit. Im Gegensatz zu Metalen, die Wärme auch mitels Ladungs-
trägern transportieren (wie durch das Wiedemann-Franzsche Gesetz be-
schrieben, vgl. GOTTER 1954), kann Wärme in Isolatoren nur durch Git-
terschwingungen weitergeleitet werden. Die Isolierung muss alerdings 
eine gewisse Dicke aufweisen, um die Spannungsfestigkeit der Wicklung 
sicherzustelen und Kurzschlüsse zu vermeiden. Die Ableitung der Ver-
lustwärme aus den Wicklungen erfordert daher große Temperaturdife-
renzen. Die sich daraus ergebende Erwärmung der Wicklung kann zu 
Problemen führen. Nach der Regel von Montsinger (vgl. GOTTER 1954) 
führt jede Temperaturerhöhung Δ 8 zu einer Halbierung der Le-
bensdauer eines Isolierstofs. Bei der Kühlung des Antriebs ist daher da-
rauf zu achten, dass die Wicklungstemperatur nicht die maximale Ein-
satztemperatur der Isolierung überschreitet, um einen vorzeitigen Ausfal 
des Antriebs zu vermeiden. 
Bei Drehstrom-Asynchronmotoren ist die Wicklung im Rotor als massiver 
Aluminiumdruckgusskäfig ausgeführt und wird ohne Isolierung in das 
Blechpaket eingebracht. Der Rotor kann daher prinzipiel bei einer höhe-
ren Einsatztemperatur arbeiten. Dies ist auch notwendig, da der Rotor 
die entstehende Wärme nur über den Luftspalt oder die Wele abgeben 
kann und somit schlechter gekühlt wird als der Stator. 
Im Stator wird die Wärme direkt von den Wicklungen über das Blechpa-
ket zur Kühlhülse geleitet. Innerhalb des Blechpakets kann sich der 
Wärmestrom praktisch nur in radialer Richtung ausbreiten. Durch die Iso-
lierung der Bleche zueinander reduziert sich die Wärmeleitfähigkeit des 
Blechpakets in axialer Richtung auf weniger als 10 % der Leitfähigkeit in 
radialer Richtung. Es kann daher davon ausgegangen werden, dass die 
Ausbreitung der Wärmeströme innerhalb des Blechpakets nur in radialer 
Richtung erfolgt. 
Wie Abbildung 1 veranschaulicht, ist der Stator in die Kühlhülse, welche 
an ihrem Außenradius von einer Kühlflüssigkeit um- bzw. durchströmt 
wird, eingepresst. Die Hülse selbst besteht aus einem gut wärmeleiten-
den Material und kann entsprechend GEBERT (2013) 
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zur Verbesserung 
der Wärmeabgabe an das Fluid zusätzlich am Außenradius Rippenstruk-
turen aufweisen. Über die Statorkühlhülse wird ein Großteil der Wärme 
in das Kühlmedium eingeleitet. Ein kleinerer Anteil wird durch Wärmelei-
tung von der Kühlhülse in das Antriebsgehäuse und durch den Antriebs-
flansch in die Struktur der Werkzeugmaschine transportiert. 
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Abbildung 1: Aufbau der Motorspindel mit Statorkühlung, nach WEBER & WEBER (2013). 
4 STEUERUNG DER WÄRMESTRÖME 
Die aufgezeigten Verlustwärmeströme führen zu einem zeitlich wie ört-
lich stark unbeständigem Temperaturfeld im Antrieb und damit zu einer 
variablen Wärmeabgabe an die umgebende Gestelstruktur. Daraus re-
sultieren thermo-elastische Verformungen, die sich in unzulässigen Ver-
schiebungen des Tool Center Points (TCP) äußern. Durch geeignete 
Maßnahmen solen die aus den Temperaturschwankungen hervorge-
henden Fehler kompensiert und der Wärmefluss im antriebsnahen Be-
reich angepasst werden, um bei geringerem Energieeinsatz eine erhöhte 
Bearbeitungsgenauigkeit zu erzielen. 
Mit dem Ziel, eine gleichbleibende Temperierung der Maschinenstruktur 
zu gewährleisten, werden verschiedene Möglichkeiten zur Steuerung der 
vom Antrieb ausgehenden Wärmeströme untersucht: 
1)  Anpassung des Arbeitspunktes des Antriebs, 
2) Regulierung der Kühleistung und 
3)  Einbringen eines thermischen Tilgers. 
Durch die angestrebte Verstetigung des Wärmeeintrags in das Maschi-
nengestel kann die thermische Stabilität der Werkzeugmaschine wirk-
sam erhöht werden. Dadurch können Maßnahmen zur Korrektur der 
thermisch bedingten Verschiebungen des TCPs unterstützt und verein-
facht werden. 
Im Folgenden werden die drei Entwicklungsansätze genauer betrachtet. 
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4.1  ÄNDERUNG DES EINGANGSWÄRMESTROMS DURCH ANPAS-
SUNG DES ARBEITSPUNKTES DES ANTRIEBS 
 
Abbildung 2: Abhängigkeit der Verluste eines Antriebs vom magnetischen Feld 
Eine Möglichkeit zur Beeinflussung des Wärmestroms bietet sich durch 
die Regelung der Antriebe. Durch Veränderung des magnetischen Flus-
ses ist es möglich, die Aufteilung der Verluste zwischen Stromwärme- 
und Ummagnetisierungsverlusten zu varieren. In Abbildung 2 ist das 
generele Verhalten der Verluste in Abhängigkeit vom magnetischen 
Fluss dargestelt. 
Um den Wärmeeintrag unabhängig vom Arbeitspunkt des Antriebs zu 
gestalten, ist es notwendig die Verluste bei reduzierter Belastung zu er-
höhen. Dies kann auf zwei Arten geschehen. Durch eine Erhöhung des 
Flusses werden mehr Ummagnetisierungsverluste im Blechpaket er-
zeugt. Dies erfordert eine erhöhte Spannungsreserve des antreibenden 
Frequenzumrichters, um das nötige Feld bereitstelen zu können. Stan-
dardmäßig sind die Umrichter, die in Werkzeugmaschinen eingesetzt 
werden, nicht dafür ausgelegt. Es bleibt daher im Algemeinen nur die 
Möglichkeit, den Fluss zu verringern, um so die Stromwärmeverluste zu 
erhöhen. 
Die als Feldschwächung benannte Methode hat einen entscheidenden 
Nachteil. Bei geschwächtem Feld kann der Antrieb weniger Drehmoment 
aufbringen. Wie in WINKLER & WERNER (2015) gezeigt, kann der Antrieb 
einen Drehmomentsprung zwar kompensieren, die Drehzahl kann dabei 
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machen eine frühzeitige Erhöhung des magnetischen Flusses erforder-
lich, um einen lastabhängigen Drehzahleinbruch zu vermeiden. Auf 
Grund des Bearbeitungszyklus der Werkzeugmaschine ist bekannt, 
wann eine Belastung des Spindelantriebs auftrit. In diesem Fal kann die 
Erhöhung des magnetischen Flusses durch eine einfache Störgrößen-
aufschaltung bzw. Solwertvorsteuerung erfolgen. Andernfals bleibt nur 
die Möglichkeit, den Stelbereich des magnetischen Flusses einzu-
schränken, um den Drehzahleinbruch zu limitieren. 
4.2 ANPASSUNG DER KÜHLSYSTEMSTRUKTUR UND REGULIE-
RUNG DER KÜHLLEISTUNG 
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Betriebsanalysen von Werkzeugmaschinen mit Kühlanlagen – wie bei-
spielhaft für das Bearbeitungszentrum DBF 630 in Abbildung 3 darge-
stelt – haben gezeigt, dass in Werkzeugmaschinen zwar ausreichende 
Kühlkapazitäten vorhanden sind. Alerdings ist die Kühlung zeitlich und 
örtlich nur unzureichend auf den prozess- und komponentenabhängigen 
Wärmeeintrag in die Maschine abgestimmt. Folglich lässt sich die ther-
mo-elastische Verformung nur unzureichend reduzieren, mit negativen 
Auswirkungen auf Produktivität und/oder energetische Efizienz der 
Werkzeugmaschine. Im Spezielen wurden die nachfolgend genannten 
Defizite erkannt: 
a) Die zunehmend in die Werkzeugmaschinensteuerung eingebunde-
nen Standby- oder Zweipunkt-Regelungen steuern die Kühlaggre-
gate nur im Bedarfsfal an. Dadurch werden die Komponenten in 
inaktiven Phasen nicht mehr zielgerichtet temperiert. So zu sehen 
in Abbildung 3a, hier wird nur der Hauptantrieb der Spindel gekühlt. 
Eine Kühlung aler Komponenten ist nur während der aktiven Pha-
se gewährleistet (vgl. Abbildung 3b). Die Folge ist ein unkontrolier-
ter Wärmegang. Somit können thermisch bedingte Verlagerungen 
nicht mehr aktiv beeinflusst, sondern nur noch steuerungstech-
nisch korrigiert werden. 
b) Wenn die Komponenten unabhängig vom Betriebszustand der 
Kühlaggregate kontinuierlich mit Kühlflüssigkeit durchflutet werden, 
erwärmt sich diese an den inhärenten Strömungswiderständen, 
wodurch auch der Energiebedarf der Kühlanlage zusätzlich steigt. 
c) Bei Kühlsystemen mit fest definierten Vorlauftemperaturen und 
Durchflussmengen kommt es regelmäßig zu unerwünschten Tem-
peraturgradienten innerhalb der Maschine. Die hierdurch induzier-
ten thermisch bedingten Verlagerungen führen einerseits zu Ver-
spannungen und damit zur stärkeren Belastung einzelner Kompo-
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nenten wie Lager und Führungen, andererseits zu Bearbeitungs-
ungenauigkeiten. 
 
Abbildung 3: Sankey-Diagramme für den Kühlkreislauf des Bearbeitungszentrums DBF630 
im Referenzzyklus. a) inaktive Phase, b) aktive Phase des Kühlaggregates, nach WEBER & 
WEBER (2014) 
Um diesen Defiziten zu begegnen, ist eine bedarfsgerechte, komponen-
tenspezifische Versorgung und Temperierung Grundvoraussetzung. Da-
zu sind zunächst die derzeitigen Systemstrukturen in Richtung autarker 
Systeme zu dezentralisieren. Dieser Ansatz sol in unterschiedlich star-
ken Abstufungen, wie Abbildung 4 veranschaulicht, realisiert werden. 
Entsprechend des jeweiligen Komponentenbedarfs sind auch die Anpas-
sung der Betriebsparameter und deren Regelungsstrategie in die Be-
trachtungen eingeschlossen. Auf dieser Basis können die fluidischen 
Temperiereinrichtungen und Kühlaggregate an das Anforderungsprofil 
der Maschine systematisch angepasst werden. 
 
Abbildung 4: Dezentralisierungsstufen der Systemstruktur 
4.3 EINBRINGEN EINES THERMISCHEN TILGERS MIT SCHALTBA-
RER WÄRMELEITUNG 
Weiterhin wird die Möglichkeit zur gezielten Steuerung der Wärmeflus-
ses zwischen Hauptspindel und umgebender Maschinenstruktur mitels 








∆Q = 121 kJ
































b) Phase I (ON)
10 : 1

















Wärmeentstehung im Antrieb u. Temperierung von Strukturen u. Antrieben  
Latentwärmespeicher aus Phasenwechselmaterial (PCM) wie Parafin-
wachs zum Einsatz, das aufgrund seiner hohen spezifischen Schmelz- 
und Erstarrungsenthalpie große Mengen an Wärme aufnehmen bzw. 
abgeben kann. Im Bereich der Phasenumwandlungstemperaturen wei-
sen Latentwärmespeicher daher hohe Energiedichten bei geringen Tem-
peraturdiferenzen auf. Parafinbasiertes PCM kann bis zu 210 kJ/kg an 
latenter Wärme speichern. 
 
Abbildung 5: Model eines thermischen Tilgers an der Hauptspindel 
einer Werkzeugmaschine 
Der sehr guten Wärmespeicherfähigkeit von PCM steht die geringe 
Wärmeleitfähigkeit gegenüber. Um einen gleichmäßigen Wärmetransport 
innerhalb des PCMs zu realisieren, wurde eine Infiltration von Parafin in 
eine thermisch gut leitende Aluminiumschaumstruktur erprobt (vgl. OH-
SENBRÜGGE 2015). Experimentel konnte nachgewiesen werden, dass die 
thermische Leitfähigkeit der Schaummatrix im Verbund um die Wärme-
speicherfähigkeit des PCMs erweitert werden kann. Ein solcher PCM-
Metalschaum-Verbund kann als thermischer Speicher an der Haupt-
spindel angebracht werden, um das Temperaturfeld zu verstetigen und 
somit einen gleichmäßigeren Wärmeeintrag von der Spindel in das Ge-
stel zu ermöglichen. 
Um die Warmlaufzeit der Werkzeugmaschine durch die zusätzliche 
thermische Masse nicht zu erhöhen, wird die Entwicklung einer 
aktorischen Komponente verfolgt, die den Kontakt zwischen thermi-
schem Speicher und Hauptspindel bei Erreichen einer kritischen Tempe-
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ratur herstelt. Hierbei wird der thermische Formgedächtnisefekt von Ni-
ckel-Titan-Legierungen genutzt, um in Abhängigkeit der Temperatur 
wärmeleitende und isolierende Elemente so zu schalten, dass der Wär-
mefluss zum Speicher ermöglicht bzw. unterbunden wird. Zur zusätzli-
chen Wärmeleitung können dabei Heatpipes eingesetzt werden, wie im 
Model in Abbildung 5 zu sehen ist. Die Komponente zur schaltbaren 
Wärmeleitung wird auf Höhe der Wicklungen an die Spindel angebracht, 
sodass der thermische Tilger die Verlustwärmeströme aufnehmen kann, 
die radial vom Stator nach außen geleitet werden. 
 
Abbildung 6: Schematisches Diagramm des gemitelten Temperaturverlaufes der Hauptspin-
del bei wechselnder Beanspruchung mit (∆TT) und ohne Tilger (∆TO) 
Der instalierte thermische Tilger wird während der Aufheizphase über 
die schaltbare Wärmeleitung bei einer Übertemperatur des Stators von 
20 K aktiviert. Die Verlustwärmeströme der Spindel werden in den ther-
mischen Speicher geleitet und initieren den Schmelzprozess des PCMs. 
Ist das PCM volständig geschmolzen, steigt die Temperatur des Spei-
chers weiter an. Befindet sich die Spindel in Ruhe, kühlt sich das System 
ab und der Speicher gibt während des Erstarrens des PCMs die latente 
Wärme an die Spindel zurück. Das erwartete Temperaturverhalten mit 
und ohne thermischen Tilger bei wechselnder Last ist in Abbildung 6 
dargestelt. Durch die Erhöhung der thermischen Trägheit des Systems 
im Schaltbereich ergibt sich ein flacheres Temperaturprofil und somit ein 
gleichförmigerer Wärmeeintrag an das Maschinengestel. Die Absenkung 
der Temperaturspitzen führt weiterhin zu kürzeren Zeitintervalen, in de-
nen eine aktive Kühlung notwendig ist. Die aufzubringende Leistung zur 
Temperierung der Spindel wird so reduziert und verbesserte thermo-
energetische Eigenschaften der Gesamtstruktur der Werkzeugmaschine 
werden erzielt. 
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5  SIMULATION DER GESTEUERTEN WÄRMESTRÖME 
Zur Darstelung der Möglichkeiten zur Wärmestromsteuerung wurde ein 
Hauptspindelantrieb thermisch simuliert. Die Simulation basiert auf dem 
im SFB/TR 96 eingesetzten Integrationsobjekt Motorspindel, einem An-
trieb mit 22 kW Nennleistung und einer Drehzahl von 11.820 min-1. Zur 
Simulation unterschiedlicher Arbeitsprozesse wurden verschiedene Be-
lastungen eingestelt: 
 eine 15-minütige Warmlaufphase bei leerlaufendem Antrieb, 
  eine Bearbeitungsphase mit Nenndrehzahl und 75 % Nennmo-
ment, 
  eine Bearbeitungsphase mit Nenndrehzahl und 25 % Nennmoment 
und 
  eine Bearbeitungsphase mit 50 % Nenndrehzahl und 50 % Nenn-
moment. 
Die Bearbeitungsphasen dauerten jeweils 30 min und wurden durch 
5 min Werkzeugwechsel mit abgeschalteten Motor unterbrochen. 
Es wurden zwei verschiedene Simulationen durchgeführt, eine Simulati-
on ohne und eine mit gesteuertem Wärmefluss. Für die Simulation mit 
gesteuertem Wärmefluss wurde ein zusätzlicher thermischer Tilger zwi-
schen Kühlhülse und Maschinenstruktur eingesetzt, vgl. Abbildung 7. 
Darüber hinaus wurde das Kühlmedium mitels eines Zwei-Punkt-
Reglers bei einer Temperatur von 35 K über der Umgebungstemperatur 
eingeschaltet. 
 
Abbildung 7: Position des thermischen Tilgers und Darstelung der wesentlichen 
Wärmeflüsse innerhalb des Models. 
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Bei den Simulationen wurden die folgenden Werte verglichen: 
  die Temperatur am Antriebsflansch als Referenz für die thermische 
Verformung des Maschinengestels, 
  die Wicklungstemperatur als Wert für die thermische Belastung des 
Antriebs und 
  der Wärmestrom zum Kühlmedium zur Bestimmung der notwendi-
gen Kühleistung. 
Wie in Abbildung 8 zu sehen ist, haben die unterschiedlichen Arbeits-
punkte einen deutlichen Einfluss auf die Temperatur am Antriebsflansch 
und damit den Wärmestrom in die Maschinenstruktur. Durch die Steue-
rung des Wärmeflusses konnte die Temperaturschwankung über den 
gesamten Simulationszeitraum auf 2 K reduziert werden. 
Durch das zeitweise Abschalten der Kühlung kommt es zu einer Erwär-
mung der Kühlhülse. Beim Wiedereinschalten muss das Kühlmedium 
zusätzlich die thermische Kapazität der Kühlhülse und des Gehäuses 
entladen, was zu einem erhöhten Wärmestrom führt (vgl. Abbildung 9). 
Dafür sinkt die benötigte Kühleistung im Mitel um 25 %. 
Auf die Wicklungstemperatur hat die Wärmestromsteuerung keine nega-
tiven Auswirkungen. Wie in Abbildung 10 zu sehen ist, ist die maximale 
Wicklungstemperatur nicht höher als bei kontinuierlicher Kühlung. 
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Abbildung 9: Wärmestrom zum Kühlmedium 
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6 ZUSAMMENFASSUNG 
Um die hohen Genauigkeits- und Produktivitätsanforderungen an Werk-
zeugmaschinen erfülen zu können, ist eine Minimierung von Verschie-
bungen des TCP unerlässlich. Die dafür notwendige Korrektur von ther-
mo-elastischen Verformungen ist umso wirkungsvoler, je gleichmäßiger 
der Wärmeeintrag in die Maschinenstruktur ist. Diese Forderung kann 
nicht immer erfült werden, da die Antriebe der Werkzeugmaschine wäh-
rend des Bearbeitungsprozesses wechselnden Belastungen ausgesetzt 
sind. Eine Steuerung des Wärmestroms zwischen Antrieb und Gestel ist 
daher zwingend erforderlich. Durch die Kombination verschiedener Ver-
fahren ist es möglich, die Temperatur der Maschinenstruktur unabhängig 
von der Belastung der Antriebe auf einem konstanten Niveau zu halten. 
Gleichzeitig wird durch die Verfahren sichergestelt, dass die Lebens-
dauer der Antriebe nicht durch eine Überhitzung vermindert wird. 
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EXPERIMENTELLER VERGLEICH KENNFELD- UND 
STRUKTURMODELLBASIERTER KORREKTUR 
 
Stefen Ihlenfeldt, Christian Naumann (Fraunhofer IWU) 
Xaver Thiem, Mirko Riedel, Bernd Kauschinger (IWM TU Dresden) 
1 EINLEITUNG 
Thermisch bedingte Positionsfehler an Werkzeugmaschinen können ei-
nen großen Einfluss auf die Bearbeitungsgenauigkeit und damit auf die 
Produktqualität sowie die Wirtschaftlichkeit von Werkzeugmaschinen ha-
ben (GROßMANN 2012). Dabei kann der thermische Fehler bis zu 50 % 
des Gesamtfehlers der Maschine ausmachen (WECK ET AL. 1995). Die 
Ansätze zur Reduktion dieser Fehler reichen von konstruktiven Maß-
nahmen über die Verwendung von Werkstofen mit geringem Ausdeh-
nungskoefizient bis zur modelbasierten Korrektur der thermischen Feh-
ler (BRYAN 1990; RAMESH ET AL. 2000; WECK ET AL. 1995). Der aktuele 
Stand der Forschung ist in MAYR ET AL. (2012) zusammengefasst. 
Eine industriel verbreitete Maßnahme zur Verringerung des thermischen 
Fehlers ist das Herbeiführen eines thermisch stabilen Zustands der Ma-
schine. Hierfür wird die Maschine in der Regel im Bereich der Wärme-
quelen gekühlt oder warmgefahren bis sie thermisch stabil ist (die „Be-
triebstemperatur“ erreicht hat). Eine weitere Maßnahme ist die Klimati-
sierung der Umgebung, um konstante Bedingungen zu schafen. Die be-
schriebenen Ansätze erhöhen den Energiebedarf deutlich, was zu einer 
Reduzierung der Wirtschaftlichkeit führt. Modelbasierte Korrekturansät-
ze hingegen erfordern keinen zusätzlichen Energieeinsatz. Als ein mo-
delbasierter Ansatz kommt die korrelative Korrektur im industrielen Be-
reich zum Einsatz. Die korrelativen Modele vermiteln zwischen ausge-
wählten Temperaturmesspunkten in der Maschinenstruktur und der Ver-
lagerung an der Wirkstele (Tool-Center-Point TCP). 
Im Rahmen des SFB/TR 96 werden drei verschiedene modelbasierte 
Korrekturansätze erforscht. Bei diesen Korrekturansätzen handelt es 
sich um die kennfeldbasierte, die eigenschaftsmodelbasierte und die 
strukturmodelbasierte Korrektur. In diesem Artikel werden die Ergebnis-
se aus der kennfeldbasierten Korrektur mit denen der strukturmodelba-
sierten Korrektur auf Basis von Experimenten an einem mobilen De-
monstrator MiniHex des SFB/TR 96 verglichen. Ale Korrekturansätze 
Experimenteler Vergleich kennfeld- und strukturmodelbasierter Korrektur 
verbessern die Genauigkeit der Maschine ohne zusätzlichen Energieein-
satz. Dem stehen jedoch zusätzliche Aufwände für die Modelierung und 
zusätzliche Sensorik gegenüber. Die beiden hier betrachteten Korrektur-
ansätze lassen sich anhand der thermo-elastischen Wirkungskete 
(GROßMANN 2012) einordnen. Die Wirkungskete ist in Abbildung 1 dar-
gestelt. 
 
Abbildung 1: Thermo-elastische Wirkungskete 
Die kennfeldbasierte Korrektur nutzt Temperaturmesswerte an ausge-
wählten Messpunkten (RIEDEL & HERZOG 2015) in der Maschinenstruktur 
und gemessene Verlagerungen am TCP bzw. Fehlerparameter der Ach-
sen zur Erstelung der Kennfelder. Im Betrieb ist es schließlich möglich, 
die Korrekturwerte mit Hilfe der Werte der Temperatursensoren aus 
Kennfeldern zu berechnen. Sowohl Maschinengeometrie als auch die 
Wärmeströme in der Maschine werden jedoch nicht explizit im Kennfeld 
abgebildet. Die kennfeldbasierte Korrektur kann aufgrund des geringen 
Bedarfs an Rechenleistung gut in die Steuerung der Werkzeugmaschine 
integriert werden. 
Die strukturmodelbasierte Korrektur setzt am Anfang der thermo-
elastischen Wirkungskete bei den technologischen Daten an 
(Abbildung 1).  Die technologischen Daten werden in der Steuerung er-
fasst. Das können Positionen x, Geschwindigkeiten v, Motormomente M 
und Schaltzustände E/A (z. B. von der Kühlung) sein. Dabei werden die 
physikalischen Vorgänge in den Modelen möglichst präzise beschrie-
ben, das schließt auch Veränderungen der Struktur aufgrund von Rela-
tivbewegungen mit ein. Zusätzlich zu den Steuerungsdaten wird die Um-
gebungstemperatur als Randbedingung für das thermische Model benö-
tigt. 
Das Prinzip sowie die Implementierung der kennfeldbasierten und der 
strukturmodelbasierten Korrektur wird im Folgenden detailiert vorge-
stelt. 
112
Experimenteler Vergleich kennfeld- und strukturmodelbasierter Korrektur 
2 KENNFELDBASIERTE KORREKTUR 
Für die kennfeldbasierte Korrektur können Kennfelder als stetige Abbil-
dungen von einem Satz Eingangsvariablen auf eine eindimensionale 
Verlagerung verstanden werden. Die wichtigsten Eingangsvariablen sind 
Temperaturen an und in der Maschinenstruktur und Positionsdaten der 
Maschinenachsen. Zusätzlich können auch andersartige Daten, wie Mo-
torströme, Kühlmitelausflüsse, Strömungssensordaten, etc. genutzt 
werden, aber deren nutzbringender Einsatz wurde bisher noch nicht hin-
reichend untersucht (PRIBER 2003). Da für die Verlagerungskorrektur ein 
3- oder 6-dimensionaler Korrekturvektor für den TCP gesucht wird, muss 
für jede dieser Korrekturrichtungen ein eigenes Kennfeld aufgestelt wer-
den. Unter Umständen ist es dabei sogar vorteilhaft, wenn man anstele 
des TCP eine oder mehrere Ersatzgrößen als Ausgangsvariablen ver-
wendet und diese dann über ein nachgelagertes Model zur TCP-
Verlagerung umrechnet. So bietet sich z. B. bei der weiter unten be-
schriebenen Paralelkinematik „MiniHex“ eine achsweise Korrektur an. 
Für eine exakte Berechnung der thermisch bedingten Verformungen ei-
ner Maschine sind üblicherweise numerische Simulationen der einzige 
praxisrelevante Weg (MAYR ET AL. 2009). Dazu wird ausgehend von ei-
nem CAD-Model der Maschine eine Finite-Elemente-Diskretisierung der 
Geometrie erzeugt. Anschließend werden für dieses Model die thermi-
schen Randbedingungen festgelegt und Lastfäle für die Simulation defi-
niert. Das Rechnen der Wärmeleitungsgleichung auf dem FE-Giter für 
diese Lastfäle liefert für jeden Zeitschrit ein Temperaturfeld der Maschi-
ne. Über eine thermo-elastische Gleichung kann aus dem Temperatur-
feld das zugehörige Verformungsfeld der Maschine berechnet werden, 
das bereits die TCP-Verlagerung enthält (GROßMANN 
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2014). Dieser aus-
führliche Berechnungsweg hat jedoch neben seiner potentiel sehr hohen 
Genauigkeit auch wesentliche Nachteile. Einer davon ist der hohe Auf-
wand für diese Berechnungen. Ein weiteres Problem besteht in der An-
fäligkeit für ungenaue Modelparametrierung und Diskrepanzen zwi-
schen dem Geometriemodel und dem realen Maschinenaufbau. 
Die hier verwendete kennfeldbasierte Korrektur thermo-elastischer Ver-
formungen basiert auf diesem Ansatz, stelt aber eine Art „Abkürzung“ 
dar. Dabei wird direkt aus dem Temperaturfeld auf die TCP-Verlagerung 
geschlossen, ohne Beachtung der vorgelagerten Schrite der Modeler-
stelung und thermischen Simulation. Da für diese Abbildung nicht ale 
Teile des Temperaturfeldes von Bedeutung und innerhalb des Tempera-
turfeldes lokal keine großen Sprünge zu erwarten sind, kann eine be-
grenzte Anzahl von Temperaturstelen bereits das gesamte thermische 
Experimenteler Vergleich kennfeld- und strukturmodelbasierter Korrektur 
Abbild der Maschine hinreichend genau beschreiben. Diese Temperatur-
stelen sind die Kennfeldeingänge, weswegen deren Anzahl möglichst 
gering gehalten werden muss. Um dies zu erreichen, werden mit Hilfe 
einer Sensitivitätsanalyse die thermo-elastisch „aktivsten“ Stelen der 
Maschine bestimmt und dort Temperatursensoren angebracht (RIEDEL & 
HERZOG 2015). Nach der zum Teil recht aufwändigen Erstelung der 
Kennfelder ist deren Einsatz einfach und online auf einer Maschinen-
steuerung möglich. Da die kennfeldbasierte Korrektur auf einer vorgege-
benen Menge von Temperaturfeldern basiert, sind ale Fehler innerhalb 
der Simulation, die diese Temperaturfelder hervorgebracht hat, auch hier 
enthalten. Kennfelder können jedoch, alternativ zur Nutzung von Simula-
tionsdaten, auch rein aus Messdaten angelernt werden, wodurch diese 
Fehlerquelen vermieden werden. Eine detailierte Beschreibung der hier 
verwendeten Algorithmen zur Kennfeldberechnung und -optimierung ist 
in NAUMANN & PRIBER (2012) und NAUMANN ET AL. (2015) zu finden. 
3 STRUKTURMODELLBASIERTE KORREKTUR 
Die strukturmodelbasierte Korrektur ist wie die kennfeldbasierte Korrek-
tur auch ein modelbasierter Korrekturansatz. Der Unterschied besteht 
darin, dass die Modele physikalisch begründet sind. Um den Fehler an 
der Wirkstele zu bestimmen, müssen die in der strukturmodelbasierten 
Korrektur enthaltenen Modele ale Komponenten der thermo-elastischen 
Wirkungskete (siehe auch Abbildung 1) abbilden. Als Model kann z. B. 
ein FE-Model oder ein Knotenpunktmodel verwendet werden. Die Struk-
tur sowie die Strukturveränderlichkeit der Werkzeugmaschine müssen in 
diesen Modelen abgebildet sein. Mit Strukturveränderlichkeit sind Rela-
tivbewegungen zwischen den Baugruppen gemeint. Die verwendeten 
Modele müssen in thermischer Echtzeit berechnungsfähig sein, um den 
aktuelen thermischen Zustand der Maschine abbilden zu können. Die 
thermische Echtzeit orientiert sich an der kleinsten thermischen Zeitkon-
stante (JUNGNICKEL 2000) der Werkzeugmaschine. Wichtig für die Kor-
rekturgenauigkeit ist neben der Auflösung (Anzahl der Elemente) des 
Models die Parametrierung von Verlustleistungs- und Leitwertmodelen 
(KAUSCHINGER & SCHROEDER, 
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2015). Ohne einen experimentelen Ab-
gleich dieser Parameter (Parametrierung auf Grundlage von Literatur-
werten) wird in der Regel das qualitative aber nicht das quantitative Ver-
halten abgebildet. Der für den Parameterabgleich notwendige Messauf-
wand kann, auch wenn ein großes Lastspektrum abgebildet werden 
muss, geringer ausfalen als für die Erstelung eines korrelativen Models. 
Um den entstehenden Vorteil zu erreichen, ist jedoch ein erhöhter Mo-
Experimenteler Vergleich kennfeld- und strukturmodelbasierter Korrektur 
delierungsaufwand im Vergleich zu korrelativen Modelen notwendig. 
Modelierung und Parameterabgleich erfolgen vor dem Einsatz der Ma-
schine. Das wiederholte Durchführen des Abgleichs während des Ein-
satzes der Maschine kann dazu beitragen die Modelgenauigkeit zu er-
höhen. 
 
Abbildung 2: Module der strukturmodelbasierten Korrektur 
Die für die strukturmodelbasierte Korrektur benötigten Funktionalitäten 
lassen sich wie in Abbildung 2 dargestelt modularisieren. Die Module 
orientieren sich an den Elementen der thermo-elastischen Wirkungskete 
(GROßMANN ET AL. 2014). In der Steuerung werden die zur Beschreibung 
der thermischen Lasten notwendigen technologischen Daten ausrei-
chend hoch aufgelöst erfasst (THIEM ET AL. 2014). Die Echtzeitanforde-
rung hierfür liegt im Bereich von Milisekunden. Für den Übergang zu 
den geringeren Echtzeitanforderungen der thermischen Echtzeit werden 
die  technologischen  Daten  durch  eine  Lastdatenverdichtung 
(Abbildung 2) bzw. durch das Bilden von positionsabhängigen Lastprofi-
len aufbereitet. Die thermische Echtzeit ist gekennzeichnet durch die 
Lastschritweite des thermischen Models (Berechnung des Temperatur-
feldes, Abbildung 2). Die Lastprofile werden über einen Lastschrit des 
thermischen Models gebildet und beinhalten die gemitelten Lasten zu-
geordnet zu den entsprechenden Elementen im Model. Hierbei werden 
Relativbewegungen zwischen Baugruppen berücksichtigt. Auf die Aufbe-
reitung folgt die Berechnung von Verlustleistungen und thermischen 
Leitwerten. Diese sind neben der Umgebungstemperatur Eingangsgrö-
ßen des thermischen Models. Um das thermische Model in thermischer 
Echtzeit berechnen zu können muss entweder die Modelordnung bereits 
klein genug sein (wie es bei Knotenpunktmodelen in der Regel der Fal 
ist) oder die Modelordnung muss entsprechend reduziert werden (GA-
LANT ET AL. 2014). Auf Basis des Temperaturfeldes werden das Verfor-
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mungsfeld der Maschine und damit der thermische Fehler am TCP im 
thermo-elastischen Model berechnet. Der Fehler am TCP muss im An-
schluss auf die zur Korrektur verwendeten Achsen der Werkzeugma-
schine transformiert werden, um die Korrekturwerte zu erhalten (Trans-
formation auf Korrekturachsen, Abbildung 2). Dieser Fehler ist abhängig 
von den Achspositionen. Das macht insbesondere bei schnelen Achs-
bewegungen eine Aktualisierung des Fehlers am TCP im Interpolations-
takt der Steuerung notwendig. In Abbildung 2 wird diese „harte“ Echt-
zeitanforderung mit „Korrektur Echtzeit“ bezeichnet. Im Moment ist es 
nicht möglich, das thermo-elastische Model mit jeder Achsänderung neu 
aufzustelen und zu berechnen. Aus diesem Grund müssen die Korrek-
turwerte im Bereich der thermischen Echtzeit verdichtet werden (Ver-
dichtung der Korrekturwerte, Abbildung 2). Hierfür gibt es verschiedene 
Möglichkeiten. Zum Beispiel können die Korrekturwerte für ein Giter aus 
Stützpunkten im Arbeitsraum berechnet werden. Jeder Stützpunkt steht 
für eine Konstelation von Achspositionen und damit für ein eigenes 
thermo-elastisches Model. Zwischen diesen Stützpunkten wird in der 
Steuerung schließlich in Abhängigkeit der aktuelen Pose interpoliert (Be-
rechnung von poseabhängigen Korrekturwerten, Abbildung 2). Auch an-
dere Autoren nutzen Stützpunkte im Raum, um die Korrekturwerte mit-
tels Interpolation zu bestimmen (ESS 2012). Die so ermitelten Korrektur-
werte werden auf die Solwerte der zur Korrektur verwendeten Achsen 
aufgeschaltet (Aufschaltung der Korrekturwerte, Abbildung 2). 
4 MESSAUFBAU UND VERSUCHSDURCHFÜHRUNG 
 
Abbildung 3: Aufbau des mobilen Demonstrators des SFB/TR96 – MiniHex 
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Um beide modelbasierten Korrekturansätze gegenüber stelen zu kön-
nen, wurden vergleichende Untersuchungen an einem mobilen De-
monstrator MiniHex des SFB/TR 96 durchgeführt. Bei der Maschine 
handelt es sich um einen Hexapoden (Abbildung 3). In einem Arbeits-
raum von mehr als 600 X 600 X 400 mm kann die bewegte Platform ei-
ne sechsachsige Bewegung ausführen. Durch die Verwendung von indi-
rekten Wegmesssystemen (Drehgeber der Servomotoren) werden Län-
genänderungen der Stabachsen durch die Maschinensteuerung nicht 
erkannt und wirken sich daher direkt auf die Genauigkeit aus. Bei einer 
Wiederholgenauigkeit der Maschine von unter 5 µm beträgt die im Be-
trieb entstehende thermisch bedingte Längenänderung der Stabachsen 
ca. 100 µm. 
Zur Messung der thermisch bedingten Lage- und Positionsfehler der be-
wegten Platform werden zwei Messaufbauten mit unterschiedlichen 
Messsystemen und den entsprechend unterschiedlichen Messsystemei-
genschaften verwendet. Dies sind im ersten Messaufbau Laserinterfe-
rometer und Feinzeiger (Abbildung 4) sowie im zweiten Messaufbau 
photogrammetrische Posemessung und Feinzeiger (Abbildung 6). Auf 
Grund des Platzbedarfs der Messsysteme konnten nicht ale drei Mess-
systeme gleichzeitig in einem Aufbau verwendet werden. 
Die Feinzeiger sind in den jeweiligen Stabachslängsrichtungen (F1, F2, 
…F6) an der bewegten Platform angeordnet (Abbildung 4, rechts). Zur 
Kontrole wurden drei Feinzeiger zur Erfassung einer eventuel auftre-
tenden Messgestel-bewegung bzw. -deformation an den Gelenkknoten 
angebracht (F61, F23, F45
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Abbildung 4: Messaufbau zur Erfassung der Stabachslängenänderung 
mit einem Laserinterferometer und mit Feinzeigern 
Die Feinzeiger erfassen nicht direkt die Stabachslängenänderungen (l1, 
l2, …, l6), sondern indirekt die sechsachsige Starrkörperbewegung der 
Platform, da eine Längenänderung einer Achse eine räumliche Verlage-
rung der Platform in alen 6 Freiheitsgraden erzeugt und somit eine Än-
derung aler Feinzeigerwerte. Dies kann jedoch durch die Untersuchung 
des Übertragungsverhaltens zwischen Feinzeigermessung und Stab-
achslängenänderung experimentel bestimmt und damit korrigiert wer-
den. 
 
Abbildung 5: Fehlerhäufigkeit der mit Hilfe der Feinzeiger- bzw. Interferometermessungen 
rekonstruierten Stabachslängenänderungen 
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In Abbildung 5 ist die Häufigkeitsverteilung der verbleibenden Restfehler 
dargestelt. Dabei zeigt sich eine Verteilung, in der sich die Wiederholge-
nauigkeit der Maschine selbst als Standardabweichung abzeichnet. Da-
mit kann davon ausgegangen werden, dass die so bestimmten Stab-
achslängenänderungen eine ausreichend hohe Genauigkeit erreichen. 
Bei dem verwendeten Laserinterferometer handelt es sich um ein 5-
Achs-Interferometer, mit dem ale drei Lagefehler und zwei Neigungsfeh-
ler gleichzeitig entlang des Laserstrahls erfasst werden können 
(Abbildung 4, links). Damit kann, wiederum durch die experimentele Be-
stimmung des Übertragungsverhaltens, die Stabachslängenänderungen 
für jede Pose innerhalb des Messbereichs des Interferometers rekonstru-
iert werden (Abbildung 5). Dabei zeigt sich eine Verteilung, in der die 
Wiederholgenauigkeit der Maschine die verbleibenden Restfehler domi-
niert. Damit können, trotz Erfassung von nur 5 Freiheitsgraden, ale 
Stabachslängenänderungen rekonstruiert werden. 
Um die Verlagerung des Endefektors im Arbeitsraum erfassen zu kön-
nen, wurde in einem zweiten Messaufbau zusätzlich zu den Feinzeigern 
ein photogrammetrisches Posemesssystem verwendet. Damit ist es 
möglich, mit Hilfe von insgesamt 6 Kameras und ca. 180 Messmarken, 
die Pose der bewegten Platform im gesamten Arbeitsraum des MiniHex 
zu bestimmen (Abbildung 6). Damit kann die Wirkung der thermischen 
Stabachslängenänderung im gesamten Arbeitsraum der Maschine er-
fasst werden (Abbildung 7). 
 
Abbildung 6: Messaufbau zur Erfassung der Stabachslängenänderung 
mitels Photogrammetrie und mit Feinzeigern 
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Mit den beiden Messaufbauten können damit die Stabachslängenände-
rungen in einem Messpunkt mitels Feinzeigermessung, entlang einer 
Linie mit Laserinterferometer sowie im gesamten Arbeitsraum mit Hilfe 
des photogrammetrischen Messsystems experimentel bestimmt werden. 
 
Abbildung 7: Verlauf der Mutertemperaturen und Verlagerung der bewegten Platform im 
Arbeitsraum des MiniHex (blau..simulierte Verlagerung; schwarz…gemessene Verlagerung) 
5  VERSUCHSERGEBNISSE UND AUSWERTUNG 
5.1 KENNFELDBASIERTE KORREKTUR 
Für den Test der kennfeldbasierten Korrektur wurden drei Versuche 
durchgeführt. Diese Versuche bestehen jeweils aus einer Sequenz von 
10 -15 min Wärmeeintrag durch zyklisches Auf- und Abfahren aler Ach-
sen in einem bestimmten Bereich der Achsgrenzen, gefolgt von einem 
Messzyklus, bei dem an 2 - 3 äquidistanten Messstelen mit dem Laser-
interferometer die Platformposition bestimmt wird (Tabele 1). Wie oben 
beschrieben, wird aus diesen Messwerten die Längenänderung der Ach-
sen berechnet. Die aufgezeichneten Messwerte für die zwei Kennfeld-
Anlernversuche sind in Abbildung 8 zu sehen. 
Gemessen wurden die Temperaturen an Motor, Spindelmuter und Vor-
schubrohr aler sechs Achsen. Außerdem wurden die Temperaturen an 
den oberen Achsendpunkten gemessen. Es wurde ein Sensor jeweils 
zwischen zwei benachbarten Achsendpunkten angebracht. Hinzu kommt 
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ein Sensor für die Umgebungstemperatur, der unter der Grundplate des 
MiniHex angebracht ist. Ale Temperaturen wurden von der Steuerung im 
Sekundentakt aufgezeichnet. Zudem wurden ale 10 ms die Achssolwer-
te mitgeschrieben. 
 
Abbildung 8: Messdaten der Kennfeld-Versuche 
Da die Temperatur der Umgebung und der Sensoren am oberen Achs-
gelenk annähernd konstant blieben (Abbildung 8), wurden diese bei der 
Kennfeldberechnung vernachlässigt. Als Lastzyklen der Versuche wurde 
der Erwärmungszyklus einmal im oberen Bereich der Achsen (Messung 
1 - 34) und einmal im unteren Bereich der Achsen gefahren (Messung 
35 - 73). Für den Test der damit erstelten Kennfelder wurde ein weiterer 
Versuch gefahren, bei dem asymmetrisch an einer mitleren Position er-
wärmt wurde (Messung 74 - 97). Dieser Versuch wurde speziel so kon-
zipiert, dass er sich wesentlich von den Anlernversuchen unterscheidet 
und somit eine realistische Einschätzung der Kennfeld-Korrektur ermög-
licht. Die folgende Tabele zeigt eine Zusammenfassung aler Versuche. 
Tabele 1: Zusammenfassung der Versuche 




























Die Ergebnisse der Kennfeldberechnung sind in Abbildung 9 dargestelt. 
Auf der linken Seite wird deutlich, dass das Kennfeld die Lerndaten sehr 
genau wiedergibt. Die rechte Seite weist insbesondere zu Beginn der 
Messung und in der mitleren Messposition (+50 mm) Abweichungen auf 
und enthält einen Ausreißer bei Messung 79, während es sonst die Län-
genänderungen überwiegend gut vorhersagt. Die verbleibenden Abwei-
chungen haben vor alem zwei Gründe. Das erste Problem besteht darin, 
dass die gewählte Sensorplatzierung für die Kennfeld-Korrektur nicht 
ideal ist, da sie kaum Informationen über die Temperaturverteilung auf 
der Spindel liefern. Das zweite Problem resultiert aus der Messtechnik. 
Da das Laser-Interferometer automatisiert nur an begrenzten Stelen und 
nur außerhalb des Warmfahrzyklus messen kann, sind sehr viele Mes-
sungen nötig, um ale relevanten Temperaturzustände einer MiniHex-
Achse für hinreichend viele Achspositionen zu erhalten. 
 
Abbildung 9: Lerndaten-Fiting links, Testdaten-Fiting rechts 
Die Approximationsgüte der Kennfeld-Korrektur ist trotz der Einschrän-
kungen, die durch den Aufbau und die Messgeräte unumgänglich sind, 
recht gut. Die Längenänderung konnte weitestgehend exakt vorherge-
sagt werden, wobei stelenweise noch Restfehler von bis zu 25 µm ver-
blieben sind. Durch weitere Experimente bzw. die Nutzung von Simulati-
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onsdaten zum Kennfeldtraining kann der Maximalfehler vermutlich auf 
unter 20 µm reduziert werden. Ohne weitere Temperatursensoren, die 
ein genaueres Abbild des Temperaturfeldes, insbesondere von Spindel 
und Vorschubrohr ermöglichen, ist eine exakte Vorhersage der ther-
misch bedingten Längenänderung der Achse durch Kennfeld-Korrektur 
nicht möglich. Dennoch hat sich gezeigt, dass bereits wenige der hier 
vorgestelten „zyklischen Auf-und-Abfahrversuche“ brauchbare Kennfel-
der liefern. 
5.2 STRUKTURMODELLBASIERTE KORREKTUR 
Die strukturmodelbasierte Korrektur wurde für die am mobilen De-
monstrator verwendete Steuerung Beckhof TwinCAT3 implementiert. 
Die benötigten technologischen Daten (Positionen, Geschwindigkeiten 
und Motormomente) wurden über eine SPS in der Steuerung erfasst. 
Von dieser wurden außerdem die Messwerte des Umgebungstempera-
tursensors bereitgestelt. Der Zugrif auf die SPS erfolgte über die von 
Beckhof zur Verfügung gestelte ADS-Schnitstele (Automation Device 
Specification). Als Modelierungsumgebung für die Verlustleistungs- und 
Leitwertmodele sowie für das thermische Model wurde Matlab verwen-
det. Zunächst wurde ein detailiertes FE-Model der Achsen in ANSYS 
erstelt und die Modelmatrizen nach Matlab exportiert (GALANT ET AL. 
2014). Dort wurde eine Modelordnungsreduktion durchgeführt, um eine 
Berechnung des Models in thermischer Echtzeit zu ermöglichen. Für die 
hier betrachteten Stabachsen ließ sich das thermo-elastische Model auf 
die Berechnung der freien Dehnungen in den jeweiligen Achsrichtungen 
reduzieren. Die daraus resultierenden Korrekturwerte wurden an gleich-
mäßig über der Achslänge verteilten Stützpunkten berechnet. Damit war 
es möglich, in der Steuerung eine Interpolation in Abhängigkeit von der 
aktuelen Achsposition im Interpolationstakt der Steuerung (2 ms) durch-
zuführen. Die Aufschaltung der Korrekturwerte erfolgte schließlich als 
Ofset auf die Achssolwerte. 
Während der Versuche wurden die Achsen simultan verfahren. Der Be-
wegungszyklus ist unter „Anlernen 2
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wärmequelen des mobilen Demonstrators waren die Verlustleistungen in 
den Motoren sowie die Reibung in den Spindelagern und in den Kontak-
ten zwischen Gewindespindel und Muter. Der betrachtete Lastfal führte 
insbesondere im unteren Bereich der Achsen zu einer starken Erwär-
mung. Während des Versuches war die Umgebung konstant auf 20 °C 
klimatisiert. 
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Abbildung 10: Temperaturverlauf an der Achse 1 bei Erwärmung der unteren Achshälfte 
An alen Achsen wurden die Temperaturen an Spindelager, Muter und 
Abstandsrohr mitels Pt100-Temperatursensoren erfasst, um diese mit 
den simulierten Werten vergleichen zu können. Die Stabachslängen 
wurden mit Hilfe von Feinzeigermessungen wie oben beschrieben be-
stimmt. 
Die simulierten und gemessenen Temperaturverläufe der Achse 1 für 
den beschriebenen Versuch sind in Abbildung 10 dargestelt. Die Para-
meter der Verlustleistungsmodele für die Reibung im Spindel-Muter-
Kontakt sowie für die Reibung in der Spindelagerung wurden auf Grund-
lage des beschriebenen Versuches abgeglichen. Der Motor hate nur ge-
ringen Einfluss auf die Längsdehnung der Achsen. Aus diesem Grund 
wurde das Verlustleistungsmodel des Motors nicht abgeglichen. Bereits 
mit diesem einfachen Abgleich bildet das thermische Model den realen 
Temperaturverlauf gut ab. 
In Abbildung 11 ist der resultierende Fehler in Achsrichtung der Achse 1 
bei vol ausgefahrener Achse dargestelt. Der Fehler wurde zum Ver-
gleich mit Feinzeigern gemessen. Die Diferenz zwischen Simulation und 
Messung ist als Restfehler im Diagramm eingetragen. Die maximale Ab-
weichung zwischen Simulation und Messung beträgt ca. 15 µm. Zur 
thermischen Beharrung hin nimmt der Restfehler deutlich ab. Die struk-
turmodelbasierte Korrektur bildet somit den realen Fehler relativ gut ab. 
Voraussetzung ist ein Parameterabgleich, in dem der aktuele Maschi-
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nenzustand erfasst ist. Solch ein Abgleich ist z.B. erneut durchzuführen, 
wenn die Vorspannung der Muter in Folge von Wartungsarbeiten verän-
dert wurde. 
 
Abbildung 11: Simulierter Achsfehler im Vergleich zu dem mit den Feinzeigern 
gemessenen Fehler 
5.3 VERGLEICH DER KORREKTURANSÄTZE 
In einem weiteren Versuch wurde die kennfeldbasierte Korrektur mit der 
strukturmodelbasierten Korrektur verglichen. Die Achsen wurden wiede-
rum durch synchrone Bewegungen gleichmäßig belastet. Der Lastzyklus 
ist in Tabele 1 unter „Test 1“ beschrieben. Bei diesem Regime wurde 
der mitlere Bereich der Spindel leicht erwärmt und der untere stärker. 
Gemessen wurde die Verlagerung bei vol ausgefahrenen Achsen mitels 
der Feinzeiger. Trotz der Unterschiede im Lastregime entsprach der 
Temperaturverlauf weitestgehend dem aus Abbildung 10. 
In Abbildung 12 werden die beiden Korrekturansätze mit den Messwer-
ten des Fehlers in Achsrichtung der Achse 1 verglichen. Die Feinzeiger-
messwerte wurden für den thermisch nicht ausgeglichenen Zustand der 
Maschine genult. Der mobile Demonstrator war zu Beginn der Messung 
nicht zur Gänze auf die 20 °C Umgebungstemperatur abgekühlt. Die 
Temperatur am Lager betrug 24 °C zu Beginn der Messung. Aus diesem 
Grund lagen die Messwerte zu Beginn unterhalb der Korrekturansätze. 
Unter Berücksichtigung dieses Versatzes als Ofset lagen die gemessen 
Verlagerungen zwischen den Verlagerungen, die durch die beiden Kor-
rekturansätze bestimmt wurden. Die Korrekturwerte aus der strukturmo-
delbasierten und der kennfeldbasierten Korrektur wichen in diesem Ver-
such bis zu 24 µm voneinander ab. 
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Abbildung 12: Vergleich der durch die kennfeldbasierte und strukturmodelbasierte Korrektur 
berechneten Längenänderungen mit der gemessenen Längenänderung 
Die Korrekturwerte der strukturmodelbasierten Korrektur nähern sich in 
der Beharrung den Messwerten an. Das spricht dafür, dass die Verlust-
leistungsansätze im Model richtig parametriert sind. Die Abweichung 
von bis zu 9,5 µm von Beginn bis Mite des Versuchs ist vermutlich in 
den Unterschieden zwischen den thermischen Zeitkonstanten des Simu-
lationsmodels und der realen Maschine begründet. Die thermischen Ka-
pazitäten können relativ genau auf Grundlage von CAD-Daten bestimmt 
werden, wohingegen die thermischen Leitwerte (z.B. in den Wälzkörper-
kontakten oder durch Konvektion) im Model mit großen Unsicherheiten 
behaftet sind. Aus diesem Grund ist eine Verringerung der Abweichung 
zwischen Messung und Simulation bei einem Abgleich dieser Leitwerte 
mit Hilfe von zusätzlichen Versuchen (z. B. durch separate Untersu-
chungen auf einem Lagerversuchsstand (KAUSCHINGER & SCHROEDER, 
2014) zu erwarten. 
Mit beiden Korrekturansätzen ist eine deutliche Reduktion des thermi-
schen Fehlers möglich. 
6  ZUSAMMENFASSUNG UND AUSBLICK 
Im Rahmen dieses Artikels wurden zwei verschiedene modelbasierte 
Korrekturansätze, die im SFB/TR 96 untersucht werden, vorgestelt. Des 
Weiteren wurden Versuche am mobilen Demonstrator des SFB/TR 96 in 
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einer Umgebung mit konstanter Temperatur (20°C) durchgeführt, um die 
Modelansätze zu verifizieren und zu vergleichen. Bei diesen Versuchen 
hat sich gezeigt, dass die strukturmodelbasierte Korrektur empfindlich 
auf Änderungen des Maschinenzustandes, in diesem Fal der Vorspan-
nung in der Spindelmuter, reagiert. Aus diesem Grund ist es sinnvol, die 
Module der strukturmodelbasierten Korrektur in Zukunft um einen „onli-
ne“ Parameterabgleich zu ergänzen. 
Die Kennfeld-Korrektur hat gezeigt, dass sie bereits mit wenigen Versu-
chen und der vorgegebenen Sensor-Anordnung eine recht gute Verlage-
rungsvorhersage liefern kann und in einem Testversuch den Fehler von 
120 µm auf 25 µm reduziert. Für eine genauere Vorhersage der thermi-
schen Längenänderung wären zusätzliche Sensoren entlang der Achse 
nötig. Ob und wie solche Sensoren angebracht werden können, wird für 
künftige Experimente geprüft. 
Folge-Experimente solen die photogrammetrische Posemessung stärker 
nutzen. Da dieses System beliebige Posen messen kann und sich die 
thermische Dehnung der sechs Achsen kaum unterscheidet, können 
dann für ale sechs Achsen gleichzeitig verschiedene Lastzyklen gefah-
ren werden, was den Versuchsaufwand deutlich reduziert. 
Messungen mit wechselnden Umgebungsbedingungen sind ebenfals 
geplant. Dort wird sich zeigen, wie stark die thermische Dehnung von der 
Umgebungstemperatur abhängig ist und welche Sensoren für die Kor-
rektur derartiger Einflüsse mitels Kennfeld-Methode geeignet sind. 
Im Vergleich haben beide Korrekturverfahren mit annähernd der gleichen 




Bryan, J., 1990. International Status of Thermal Eror Research (1990). CIRP Annals 
- Manufacturing Technology 39, 645–656. doi:10.1016/S0007-8506(07)63001-7 
Ess, M., 2012. Simulation and Compensation of Thermal Erors of Machine Tools. 
ETH Zurich. 
Galant, A., Großmann, K., Mühl, A., 2014. Thermo-elastic simulation of entire ma-
chine tool, in: Thermo-Energetic Design of Machine Tools, Lecture Notes in Produc-
tion Engineering. Berlin u.a., pp. 69–84. 
Großmann, K., 2014. Thermo-energetic design of machine tools. Springer, New York. 
Großmann, K., 2012. Thermo-Energetische Gestaltung von Werkzeugmaschinen. 
Zeitschrift für wirtschaftlichen Fabrikbetrieb. 
Experimenteler Vergleich kennfeld- und strukturmodelbasierter Korrektur 128
Großmann, K., Mühl, A., Thiem, X., 2014. Korektur thermisch bedingter Fehler an 
Werkzeugmaschinen. Module eines strukturmodelbasierten Korekturansatzes. ZWF 
Zeitschrift für wirtschaftlichen Fabrikbetrieb 109, 318–323. 
Jungnickel, G., 2000. Simulation des thermischen Verhaltens von Werkzeugmaschi-
nen (Schriftenreihe des Lehrstuhls für Werkzeugmaschinen), Lehre Forschung Pra-
xis. TU Dresden Institut für Werkzeugmaschinen und Steuerungstechnik, Dresden. 
Kauschinger, B., Schroeder, S., 2015. Uncertain Parameters in Thermal Machine-
Tool Models and Methods to Design their Metrological Adjustment Process. Applied 
Mechanics and Materials 794, 379–386.  
doi:10.4028/www.scientific.net/AMM.794.379 
Kauschinger, B., Schroeder, S., 2014. Methods to Design the Adjustment of Parame-
ters for Thermal Machine-Tool Models, in: Merklein, M., Franke, J., Hagenah, H. 
(Eds.), Proceedings of the WGP Congress 2014. Presented at the WGP Congress 
2014, Erlangen, pp. 403–410. 
Mayr, J., Ess, M., Weikert, S., Wegener, K., 2009. Compensation of Thermal Efects 
on Machine Tools using a FDEM Simulation Approach. Presented at the 9th Interna-
tional Conference and Exhibition on LASER Metrology, Machine Tool, CMM and Ro-
botic Performance, London. 
Mayr, J., Jedrzejewski, J., Uhlmann, E., Alkan Donmez, M., Knapp, W., Härtig, F., 
Wendt, K., Moriwaki, T., Shore, P., Schmit, R., Brecher, C., Würz, T., Wegener, K., 
2012. Thermal issues in machine tools. CIRP Annals - Manufacturing Technology 61, 
771–791. doi:10.1016/j.cirp.2012.05.008 
Naumann, C., Priber, U., 2012. Modelierung des Thermo-Elastischen Verhaltens von 
Werkzeugmaschinen mitels Hochdimensionaler Kennfelder, in: Proceedings. 22. 
Workshop Computational Inteligence. KIT Scientific Publishing, Dortmund, pp. 365–
384. 
Naumann, C., Priber, U., Ihlenfeldt, S., Riedel, I., 2015. Characteristic diagram based 
corection algorithms for the thermo-elastic deformation of machine tools, in: Pro-
ceedings 48th CIRP Conference on Manufacturing Systems. Presented at the CIRP 
Conference on Manufacturing Systems, Naples. 
Priber, U., 2003. Smoothed grid regression, in: Proceedings Workshop Fuzzy Sys-
tems. Presented at the Workshop Fuzzy-Systeme, Dortmund. 
Ramesh, R., Mannan, M., Poo, A., 2000. Error compensation in machine tools — a 
review. International Journal of Machine Tools and Manufacture 40, 1257–1284. 
doi:10.1016/S0890-6955(00)00010-9 
Riedel, I., Herzog, R., 2015. Sequentialy optimal sensor placement in thermoelastic 
models for real time applications. Optimization and Engineering 1–30. 
doi:10.1007/s11081-015-9275-0 
Thiem, X., Mühl, A., Großmann, K., 2014. Structural model-based corection of ther-
mo-elastic machine tool erors, in: Thermo-Energetic Design of Machine Tools, Lec-
ture Notes for Production Engineering. Berlin u.a., pp. 185–198. 
Weck, M., McKeown, P., Bonse, R., Herbst, U., 1995. Reduction and Compensation 
of Thermal Erors in Machine Tools. CIRP Annals - Manufacturing Technology 44, 
589–598. doi:10.1016/S0007-8506(07)60506-X 
ZEITABHÄNGIGE BESCHREIBUNG VOLUMETRI-
SCHER THERMO-ELASTISCHER VERLAGERUNGEN 
VON WERKZEUGMASCHINEN 
 
Christian Brecher, Marcel Fey, Mathias Wennemer 
(Lehrstuhl für Werkzeugmaschinen RWTH Aachen) 
1 EINLEITUNG 
Die Arbeitsgenauigkeit von Werkzeugmaschinen hängt von einer Viel-
zahl von unterschiedlichen Faktoren ab. Neben den im lastfreien Fal 
auftretenden geometrischen Abweichungen beeinflussen die lastabhän-
gigen Einflüsse der Statik, Dynamik, Temperatur sowie die Dynamik der 
Antriebe und der Steuerung die erreichbare Arbeitsgenauigkeit. 
Unter geometrischen Abweichungen im lastfreien Fal werden Form- und 
Lageabweichungen der einzelnen Maschinenbauteile (Herstelungsun-
genauigkeiten bzw. Verschleiß) sowie deren relativen Lage zueinander 
(Montageungenauigkeiten) verstanden. Diese können wie die statischen 
geometrischen Abweichungen (Lage & Gewicht des Werkstücks, sowie 
bewegte Maschinenbauteile und stat. Prozesskräfte) durch ein geeigne-
tes Messverfahren gemessen und mit Hilfe der Maschinensteuerung kor-
rigiert werden. 
Die geometrischen Abweichungen einer Werkzeugmaschine sind aler-
dings nicht statisch, sondern weisen aufgrund thermischer Einflüsse 
vielmehr ein transientes Verhalten auf. Weiterhin müssen moderne 
Werkzeugmaschinen durch den Trend efizienter Produktion, hohe Quali-
tätsstandards bei kurzen Durchlaufzeiten erreichen. Damit gewinnt ne-
ben dem statischen und dynamischen das thermo-elastische Werk-
zeugmaschinenverhalten an Bedeutung. So können heutzutage bis zu 
70 % des Werkstückfehlers auf thermo-elastische Verlagerungen zu-
rückgeführt werden (vgl. MAYR ET AL. (2012)). 
Verschiedene interne (Spindelmotoren, Achsantriebe, etc.) und externe 
(Tag-/Nachtzyklen der Halentemperatur, etc.) Wärmequelen und –sen-
ken induzieren über die Wärmeströme ein sich stetig veränderliches 
Temperaturfeld in der Maschinenstruktur (Abbildung 1). Als Hauptwär-
mequele interner Störeinflüsse sind die Hauptspindel sowie die Achsan-
triebe zu nennen. Letztere machen sich vor alem bei vermehrten Eil-
 Zeitabhängige Beschreibung volumetrischer thermo-elastischer Verlagerungen 
 
gangfahrten bemerkbar. Bei den externen Wärmequelen sind neben den 
tageszyklischen Schwankungen, welche langsame Verlagerungen der 
Werkzeugmaschine verursachen, vor alem auch kurzzeitige Einflüsse 
wie eine plötzliche Sonneneinstrahlung oder Temperaturstürze durch 
geöfnete Halentore zu nennen. Letztere können innerhalb von wenigen 
Minuten zu erheblichen thermo-elastische Verlagerungen führen. Häufig 
ist auch der Prozess bzw. dessen Kühlung eine nicht zu vernachlässi-
gende Einflussgröße. 
 
Abbildung 1: Ursachen thermo-elastischer Verlagerungen 
Diese Vielzahl an unterschiedlichen Einflüssen führt zu einer thermo-
elastischen Verformung der gesamten Maschinenstruktur, welche in ei-
ner Verlagerung des Tool-Center-Points (TCP) resultiert. Abbildung 2 
veranschaulicht den Zusammenhang von der Entstehung der Wärme-
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Abbildung 2: Thermo-energetische Wirkungskete, in Anlehnung an GROßMANN (2015) 
Bisher werden thermo-elastische Verlagerungen des TCP vorwiegend an 
einer einzelnen Position im Arbeitsraum oder an einigen wenigen Positi-
onen entlang der drei Raumachsen erfasst. Grundlage bildet der Mess-
aufbau gem. ISO 230-3, welcher neben den reinen translatorischen Ver-
lagerungen auch die Winkelverlagerung um die X- und Y-Achse erfassen 
kann. Durch die zunehmende Verfügbarkeit volumetrisch messender 
Messmitel rückt jedoch aktuel das volumetrische thermo-elastische 
Verhalten in den Fokus der Forschung (BRECHER ET AL. (2014)). 
Die Erfassung geometrischer Abweichungen von Werkzeugmaschinen 
wird generel in direkte und indirekte Methoden unterteilt. Bei der direk-
ten Methode werden die Einzelabweichungen der Achsen explizit er-
fasst, beispielsweise eine Messung einer Positioniergenauigkeit mit ei-
nem Laser-Interferometer. Bei indirekten Methoden werden die Abwei-
chungen der Achsen hingegen implizit auf Grundlage eines kinemati-
schen Maschinenmodels auf Grundlage von Messdaten berechnet. Dies 
sind in der Regel die kartesischen Abweichungen des TCP an verschie-
denen Arbeitsraumpositionen. 
Thermo-elastische Verlagerungen sind dabei in der Regel volumetrisch, 
d.h. arbeitsraumabhängig, sodass diese durch ein arbeitsraumübergrei-
fendes Messverfahren erfasst werden müssen (vgl. MAYR ET AL. (2012); 
BRECHER ET AL. (2014)). Abbildung 3 zeigt hierzu beispielhaft die positi-
onsabhängigen Verlagerungen der Positioniergenauigkeit einer Linear-
achse bei deren Belastung im Luftschnit mit einer Geschwindigkeit von 
30 m/min. Nach sechs Stunden Belastungsdauer stelt sich dabei eine 
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Abbildung 3: Positionierabweichung bei Belastung einer Linearachse mit einem Luftschnit 
von 30 m/min, BRECHER ET AL. (2014) 
Für die volumetrische Erfassung der reinen starren geometrischen volu-
metrischen Abweichungen einer Werkzeugmaschine sind in der Vergan-
genheit kinematische Starrkörpermodele verwendet worden. Den stati-
schen kinematischen Starrkörpermodelen obliegt alerdings der Annah-
me, dass die zugrunde liegenden Messdaten einem spezifischen Ma-
schinenzustand zuzuordnen sind (Abbildung 4). Wie Abbildung 3 exemp-
larisch zeigt, gibt es im Bereich der Werkzeugmaschinen häufig keinen 
solchen Beharrungszustand. Stetige, in ihrer Stärke veränderliche exter-
ne wie auch interne Wärmequelen und -senken (Schwankungen der 
Halentemperatur, Abwärme der Antriebsstränge, usw.) sorgen für einen 
instationären Maschinenzustand. Die Annahme des häufig verwendeten 
kinematischen Starrkörpermodels eines stationären Maschinenzustan-
des greift in diesen Fälen nicht und führt unmitelbar zu einer Fehlinter-
pretation und damit zu Messungenauigkeiten. Verlagerungen, die wäh-
rend der eigentlichen Messung auftreten, werden durch die Annahme 
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Abbildung 4: Modelierung des thermo-elastischen Maschinenverhaltens 
2  STARRKÖRPERMODELL FÜR DREIACHSIGE WERK-
ZEUGMASCHINEN 
Abbildung 5 zeigt die Abweichungen einer Werkzeugmaschine gem. der 
Notation der ISO 230. Dabei werden die Maschinenabweichungen der 
Linearachsen jeweils durch drei translatorische wie auch rotatorische 
Fehler abgebildet. 
Der resultierende Fehler einer einzelnen Achse kann durch Superpositi-
on der sechs Einzelanteile berechnet werden (1). Dabei ist aufgrund der 
geringen Größe eine Kleinwinkelnäherung zulässig, sodass die Winkel-









d EXX ECX EBX x
d EYY ECX EAX y
d EZZ EBX EAX z
                          
 (1)  
Neben den Fehlern der Einzelachsen ist deren relative Lage zueinander 
zu definieren. Wird eine Referenzachse (hier x) sowie eine Referenzflä-
che (hier x-y-Ebene) gewählt, so kann die Relativposition der Achsen 
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d ECY EBZ x
d EAZ y
d z
                
 (2)  
Eine dreiachsige Werkzeugmaschine ist damit durch 21 Fehlerparameter 
(3 x 6 Einzelfehler der Linearachsen + 3 Rechtwinkligkeiten) volständig 
definiert. 
 
Abbildung 5: Abweichungen einer dreiachsigen Werkzeugmaschine im Starrkörpermodel 
gem. ISO 230 
Eine direkte Messung der Einzelabweichungen ist sehr zeitintensiv, so-
dass diese häufig nur in einer bestimmten repräsentativen Lage gemes-
sen werden. Die Superposition der so gemessenen Abweichungen ist 
alerdings nur dann erlaubt, wenn die Fehlereinflüsse der einzelnen Ach-
sen voneinander entkoppelt sind. Für eine volständige volumetrische 
Erfassung der Fehler werden daher häufig indirekte Messverfahren ein-
gesetzt. Hierbei werden die resultierenden Verlagerungen des TCPs im 
gesamten Arbeitsraum erfasst und anschließend die Fehlerparameter 
auf Basis eines Starrkörpermodels (wie oben beschrieben) in einem 
Bestfit-Verfahren mathematisch bestimmt. 
Aufgrund des großen Zeitvorteils bei der indirekten Messung eignet sich 
dieses insbesondere für die Vermessung volumetrischer thermo-
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3 MODIFIZIERTES STARRKÖRPERMODELL 
Wie bereits dargestelt setzt die Anwendung eines kinematischen Starr-
körpermodels einen stabilen geometrischen Zustand der Werkzeugma-
schine voraus. Alerdings existiert dieser, insbesondere bei der Untersu-
chung des thermo-elastischen Maschinenverhaltens, nicht. Verlagerun-
gen der Werkzeugmaschine während der Messung werden bei Verwen-
dung der üblichen Starrkörpermodele in Form von Abweichungen fehlin-
terpretiert. Für eine genaue Erfassung des thermo-elastischen 
instationären geometrischen Maschinenzustandes ist daher eine neue 
Auswertemethodik erforderlich. 
Für den neuen Ansatz solen weiterhin die etablierten kinematischen 
Starrkörpermodele als Ausgangsgröße herangezogen werden. Dies er-
möglicht eine einfache Verwendung der neuen Auswertemethodik, in-
dem die Ergebnisse in bestehende Softwareumgebungen der Maschi-
nensteuerung zur Korrektur eingesetzt werden können. Der neue Ansatz 
verfolgt daher das Ziel die zeitlich verteilt aufgenommen Messwerte auf 
einen spezifischen Auswertezeitpunkt zurückzurechnen (Abbildung 6). 
Für diese zu wählende Zeitpunkte erfolgt die Auswertung mit Hilfe der 
bestehenden kinematischen Starrkörpermodele. 
 
Abbildung 6: Rückführung zeitlich verteilter Messwerte auf einen Auswertezustand 
Die Rückrechnung basiert dabei auf einer Interpolationstechnik. Dabei 
wird jeder zu berechnende Punkt zum Auswertezeitpunkt als gewichtete 
Summe der benachbarten Punkte formuliert. Aufgrund der verwendeten 
Interpolationstechnik werden die Punkte zum Auswertezeitpunkt dabei 
so berechnet, dass die entstehenden Fehlerverläufe durch ale aufge-
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Abstand ist dabei entsprechend vorhandener empirischer Kenntnisse zu 
wählen. 
Zunächst wird das bekannte kinematische Starrkörpermodel für jede 
zeitlich versetze Messgröße/Messzeitpunkt volständig aufgestelt. D. h. 
für jeden einzelnen Messwert werden die 21 Fehlerparameter definiert, 
sodass ein stark unterbestimmtes Gleichungssystem entsteht. Es existie-
ren wesentlich mehr unbekannte als Gleichungen. Das stark unterbe-
stimmte Gleichungssystem wird anschließend auf die „frei“ zu wählenden 
Auswertezeitpunkte reduziert, sodass dieses in ein stark überbestimmtes 
Gleichungssystem überführt wird. 
Die Rückführung wird dabei nicht auf die eigentliche Messgröße 
(interferometrische Längenmessung) oder der (dreidimensionale Lage 
des TCP) angewendet, sondern auf den einzelnen Parametern des ki-
nematischen  Starrkörpermodels,  d.  h.  Positioniergenauigkeiten,  
Geradheiten, Rechtwinkligkeiten, etc. Dadurch kann die Dimension der 
Rückführung reduziert und damit eine numerisch stabilere Berechnung 
erreicht werden. Die Rückführung erfolgt auf Grundlage einer Spline-
Interpolation, welche durch SANDWELL (1987) für geophysikalische An-
wendungen entwickelt wurde. 
Neben dem numerisch stabileren Verfahren hat dieses Vorgehen einen 
weiteren Vorteil. Die gemessenen Abweichungen am TCP sind bereits 
auf die einzelnen Fehlerparameter wie Positioniergenauigkeiten etc. der 
einzelnen Systemkomponenten/ Achsen zurückgeführt. Voruntersuchun-
gen zeigen, dass jede Systemkomponente für sich als ein eigenständi-
ges thermo-elastisches System mit einer Zeitkonstante betrachtet wer-
den kann. Die gegenseitigen Beeinflussungen der Komponenten sind 
minimal (BRECHER ET AL. 
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(2015)). Das Verhalten der einzelnen System-
komponenten kann dabei sehr gut durch einen einfachen exponentielen 
Verlauf abgebildet werden. Während also das superpositionierte Verhal-
ten der einzelnen Systemkomponenten durch deren unterschiedlichen 
Zeitkonstanten und Abweichungsrichtungen ein häufig unberechenbares 
Verhalten aufweist, vereinfacht sich dieses für die Einzelsysteme 
(Abbildung 7). Die mathematische Nachbildung auf Grundlage der Inter-
polation der Einzelabweichungen ermöglicht daher eine genauere Abbil-
dung des Istzustandes. 
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Abbildung 7: Exemplarische Aufteilung der TCP-Verlagerung 
auf einzelne Systemkomponenten 
4  ANWENDUNG DES NEUEN ANSATZES AUF TRACKING 
INTERFEROMETER 
Der neue Ansatz ist auf die Vermessung des volumetrischen thermo-
elastischen Verhaltens von Tracking-Interferometern angewendet wor-
den. Dabei werden LaserTracer der Firma ETALON AG eingesetzt. Die-
se verwenden im Gegensatz zu sonst üblichen LaserTrackern eine 
Multilaterations-  anstat  einer  Triangulationstechnik.  Während  
LaserTracker auch die Positionen der Winkelencoder verwenden um die 
Position des Messpunkts zu bestimmen, verwenden LaserTracer ledig-
lich die interferometrisch gemessene Längeninformation. Hierdurch kön-
nen die volumetrischen Abweichungen im Maschinenvolumen mit einer 
Unsicherheit im einsteligen Mikrometerbereich erfasst werden. 
Aufgrund der Multilaterationstechnik werden bei einer Vermessung min-
destens vier Standpunkte der LaserTracer erforderlich. Für thermo-
elastische Verlagerungsmessungen sind in bisherigen Versuchen vier 
LaserTracer simultan eingesetzt worden. Grund war die Notwendigkeit 
eines möglichst schnelen Messverfahrens, da starre kinematische Ma-
schinenmodel verwendet wurden. In Zukunft sol mit der neuen Auswer-
temethodik auch ein sequentieles Verfahren mit nur einem LaserTracer 
erprobt werden. Damit wäre das Messverfahren wesentlich wirtschaftli-
cher. 
Die Bestimmung der TCP-Position liegt den Geometrieverhältnissen in 
Abbildung 8 zu Grunde. Die Diferenz zwischen nomineler und gemes-
sener Länge ergibt sich demnach aus dem Versatz des LaserTracers 
von seiner angenommen Position, der gemessenen Länge des Interfe-
rometers, der Nullänge des relativ messenden Interferometers und dem 
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Abbildung 8: Mathematische Beschreibung 
Auf Grundlage dieser Geometriebedingung kann ein lineares Glei-
chungssystem mit je einer Gleichung je Messlänge aufgestelt werden. 
Anschließend werden die Verlagerungen des TCPs in Strahlrichtung 
durch die mit der Diagonalmatrix D in Strahlrichtung transformierten Feh-
lerparameter des kinematischen Maschinenmodels (HTM) substituiert. 
Die Matrix G führt dabei das Gleichungssystem auf die gewählte Aus-
wertezeitpunkte zurück, sodass im Vektor der Unbekannten x die ge-
suchten Fehlerparameter e für die gewählten Auswertezeitpunkte ste-
hen. Weiterhin sind für die einzelnen Fehlerparameter Bedingungen zu 
definieren, um die einzelnen Fehleranteile eindeutig voneinander zu 
trennen. So besitzt beispielsweise ein Geradheitsfehler keinen linearen 
Anteil, da ein linearer Anteil einem Rechtwinkligkeitsfehler entsprechen 
würde. Das Gleichungssystem kann anschließend mit den üblichen Me-
thoden der Ausgleichsrechnung iterativ gelöst werden. 
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5  ZUSAMMENFASSUNG UND AUSBLICK 
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Am Werkzeugmaschinenlabor (WZL) der RWTH Aachen wird derzeit ein 
Auswerteverfahren im Rahmen des SFB/TR 96 entwickelt, welches ein 
volumetrisches Abbild einer Werkzeugmaschine während eines 
instationären thermo-elastischen Maschinenzustandes ermöglicht. Bis-
her eingesetzte kinematische Starrkörpermodele können diesbezüglich 
nur eingeschränkt verwendet werden; sie setzen einen stabilen geomet-
rischen Maschinenzustand voraus. 
Um dieses Ziel zu erreichen wird eine neue Auswertemethodik vorge-
schlagen, welche Verlagerungen während des Messprozesses berück-
sichtigt, indem die zeitlich verteilten Messwerte auf einen Auswertezeit-
punkt zurückgeführt werden. Anschließend können die Auswertezeit-
punkte mit den bekannten kinematischen Starrkörpermodelen ausge-
wertet werden. Die Rückführung basiert dabei auf einen Interpolationsal-
gorithmus, der die Verlagerung zum Auswertezeitpunkt aus dem gewich-
teten Mitel benachbarter Messwerte errechnet. Diese Berechnung wird 
dabei nicht auf den Rohdaten angewendet, sondern durch deren Integra-
tion in die Messauswertung auf die einzelnen Abweichungen 
(Positioniergenauigkeiten, Geradheiten, etc.). 
Im Folgenden wird die neue Auswertemethodik zunächst anhand eines 
mathematischen Ansatzes auf Basis eines Starrkörpermodels und an-
schließend an einer realen Werkzeugmaschine validiert. Danach sol das 
Verfahren genutzt werden um das thermo-elastische Verhalten einer 
Werkzeugmaschine im Detail zu untersuchen. Die Messergebnisse wer-
den abschließend genutzt, um eine Beschreibungsmethode thermo-
elastischer Verlagerungen zu entwickeln und daraus eine geeignete Kor-
rekturmethode abzuleiten. 
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MESSTECHNISCH BASIERTE ANSÄTZE ZUR 
KORREKTUR THERMISCHER VERLAGERUNGEN 
 
Mirko Riedel, Jens Müler (IWM TU Dresden) 
Michel Klate, Christian Wenzel (Fraunhofer IPT) 
1 EINLEITUNG 
Im Rahmen des SFB/TR 96 werden unterschiedliche Methoden und 
Herangehensweisen zur Korrektur thermisch bedingter Verlagerungen 
an Werkzeugmaschinen untersucht. Dabei wird eine gesamtheitliche Be-
trachtung des thermo-elastischen Ursache-Wirkungs-Zusammenhangs, 
auch als thermo-elastische Wirkungskete bezeichnet (Abbildung 1, 
oben), für Werkzeugmaschinen angestrebt. Ein Ziel ist dabei eine signifi-
kante Reduzierung des thermo-elastischen Fehlers an der Wirkstele 
(TCP) unter Berücksichtigung der dafür eingesetzten Energie. 
 
Abbildung 1: Thermo-elastische Wirkungskete an Werkzeugmaschinen (GROßMANN 2012) 
Eine der dafür betrachteten Möglichkeiten ist die messtechnisch basierte 
Korrektur (Abbildung 1). Dabei können entweder die thermo-elastische 
Verformung () erfasst und daraus Korrekturwerte berechnet (Teilpro-
jekt C03 - strukturintegrierte  Messtechnik) oder die resultierenden Wirk-
fehler (X) direkt am TCP gemessen werden (Teilprojekt C06 -
messtechnische Erfassung von verhaltens- und betriebszustandsrele-
vanten Größen). In beiden Ansätzen wird dabei durch eine Messung 
geometrisch-kinematischer Größen, d. h. durch Positionen, Verlagerun-
Messtechnisch basierte Korrekturansätze 
gen und Geschwindigkeiten, das thermo-elastische Verhalten charakteri-
siert (GROßMANN 2012). 
Weitere Ursachen für Positionier- und Bewegungsfehler sind neben 
thermo-elastischen Verlagerungen auch geometrische Fehler der kine-
matischen Struktur sowie Verlagerungen aufgrund mechanischer Lasten 
(Abbildung 2). Diese überlagern sich dabei am TCP zu einem Wirkfehler, 
der bei einer messtechnisch basierten Korrektur prinzipbedingt überla-
gert erfasst wird. 
 
Abbildung 2: Genauigkeitsrelevante Verhaltensbereiche (KAUSCHINGER 2006, WECK 2006) 
Dabei bewirkt das geometrisch-kinematische Verhalten der Maschine 
einen konstanten und lastunabhängigen Fehleranteil. Dieser wird in der 
Praxis häufig als Referenzzustand messtechnisch erfasst. Das elasti-
sche Verhalten liefert jedoch, unter Berücksichtigung einer Prozesslast, 
einen lastabhängigen Fehleranteil, der den thermo-elastischen Fehleran-
teil überlagert. 
2  MÖGLICHKEITEN ZUR MESSTECHNISCHEN ERFAS-
SUNG THERMISCH BEDINGTER VERLAGERUNGEN 
Prinzipiel können die thermo-elastischen Verlagerungen, bezogen auf 
den TCP, mitels einer wirkstelennahen Messung (x) oder mitels einer 
wirkstelenfernen Messung der Deformation der einzelnen Baugruppen 
() erfasst werden (Abbildung 3). Um bei der wirkstelenfernen Messung 
der Deformation der Einzelbaugruppen auf die Verlagerung am TCP 
schließen zu können, sind Transformationsmodele notwendig, die die 
einzelnen Fehleranteile der Baugruppen zu einem resultierenden Fehler 
an die Wirkstele transformieren. Dabei ist entscheidend, dass ale rele-
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vanten Anteile der Deformation in der Messung erkennbar sind und der 
Transformationsfehler möglichst gering bleibt. Bei der Messung an der 
Wirkstele ist keine Transformation notwendig, die Zuordnung einzelner 
Fehlerursachen zu konkreten Maschinenkomponenten ist jedoch er-
schwert. Ein Kriterium für die Wahl von Messsystem und -verfahren ist 
das Ziel einer Messung, beispielsweise zur Maschinenanalyse, zur 
Parametrierung von Verhaltensmodelen oder zur Maschinenkalibrie-
rung. Bei der Analyse einer Maschine sind die Anforderungen hinsicht-
lich Informationsgehalt, Auflösung und Messvolumen sowie Messgenau-
igkeit sehr hoch. Dafür werden meist ein erhöhter Aufwand und eine ho-
he Messdauer in Kauf genommen. Dagegen werden bei Messungen zur 
Korrektur hohe Anforderungen hinsichtlich geringer Messdauer gestelt, 
weshalb zwangsläufig Abstriche hinsichtlich Informationsgehalt, örtlicher 
Auflösung und Messvolumen in Kauf genommen werden müssen. 
 
Abbildung 3: Globale und lokale Messung thermisch bedingter Deformationen 
Die Eigenschaften der unterschiedlichen Herangehensweisen zur mess-
technischen Erfassung thermisch bedingter Verlagerungen sind in ge-
genübergestelt. Aus diesen Eigenschaften der Messmethoden können 
die prädestinierten Einsatzgebiete abgeleitet werden. Zur wirkstelenfer-
nen Messung werden im Teilprojekt C03 Lösungen mit dem Ziel der Kor-
rektur untersucht. Dabei werden vor alem hohe Anforderungen hinsicht-
lich Prozesssicherheit und Genauigkeit gestelt. Mit der wirkstelennahen 
Messung des thermischen Verlagerungszustands und der Analyse von 
Maschinen bzw. Baugruppen befasst sich das Teilprojekt C06. Dabei 
werden hohe Anforderungen an Informationsgehalt, Messvolumen und 
Genauigkeit gestelt. Die erarbeiteten Messmethodiken werden dann in 
einem weiteren Schrit in eine Maschine integriert und zur Korrektur bzw. 
zur Nachführung bestehender Korrekturmodele verwendet. 
Tabele 1: Vergleich der Eigenschaften der wirkstelennahen und wirkstelenfernen Messung 
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Bestimmung des Wirkfehlers  sehr gut  bedingt 
Bestimmung lokaler Fehler  bedingt  sehr gut 
Echtzeitfähigkeit  bedingt  sehr  gut  
Prozesssicherheit  bedingt  sehr  gut  
Informationsgehalt  sehr  gut  bedingt  
Messvolumen  sehr  gut  bedingt  
Einsatz zur 
Analyse u. Modelparametrie-
rung sehr gut  bedingt 
Korektur  bedingt  sehr  gut  
2.1  DIREKTE ERFASSUNG DER TCP-VERLAGERUNG DURCH 
PHOTOGRAMMETRIE 
Das Teilprojekt C06 befasst sich mit der messtechnischen Erfassung 
thermisch bedingter Verlagerungen mitels photogrammetrischer Mess-
methoden. Mit Hilfe dieser Methoden kann die auch als Pose bezeichne-
te Lage und Neigung des Maschinentisches, bezogen auf den TCP, im 
gesamten Arbeitsraum einer Werkzeugmaschine messtechnisch erfasst 
werden. Damit können neben geometrisch-kinematischen und elasti-
schen Fehlern auch thermo-elastische Fehler erfasst werden. Dies wur-
de an einer Paralelkinematik, dem mobilen Demonstrator MiniHex, reali-
siert und wird in der aktuel laufenden zweiten 
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eine seriele 3-achs-Maschine übertragen. 
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Abbildung 4: Grundprinzip der entwickelten photogrammetrischen Messmethode 
(GROßMANN ET AL. 2014A) 
Bestandteile der photogrammetrischen Messmethodik sind Bildaufnah-
me, Bildauswertung bzw. Bildmessung und die Berechnung der gesuch-
ten Pose (Abbildung 4). Zur Bildaufnahme wird eine ausreichend hohe 
Anzahl (n) von Aufnahmen einer Maschinenstruktur mit den applizierten 
Marken aufgenommen. In den aufgenommenen Bildern werden an-
schließend die Pixelkoordinaten der abgebildeten Marken bestimmt. Die 
typische, unter Werkstatbedingungen erreichbare Messgenauigkeit im 
Bild beträgt ca. 1/50 Pixel (LUHMANN 2010), was bei den gewählten Ka-
meras und Objektiven einer Ortsauflösung von wenigen Mikrometern am 
Objekt entspricht. Mit Hilfe der gemessenen Bildkoordinaten können 
dann modelbasiert die Lage und Orientierung der Baugruppen im Raum 
bestimmt werden. Das zugrundeliegende Model beschreibt dabei einen 
funktionalen Zusammenhang zwischen der relativen Lage der Marke zur 
Kamera, gekennzeichnet durch die Lage der Kamera im Raum und der 
Lage der gemessenen Marke sowie der Abbildung der Marke innerhalb 
der Kamera. Mit diesem Model kann, ausreichend viele Bildmessungen 
vorausgesetzt, die Lage und Orientierung des TCP bzw. der Spindelach-
se relativ zu dem entsprechenden Basiskoordinatensystem bestimmt 
werden. 
Die entwickelte Methodik kann prinzipiel ale oben genannten genauig-
keitsrelevanten Verhaltensbereiche messtechnisch erfassen und ist da-
mit zur Analyse einer Maschinenstruktur und zur Überprüfung von Kor-
rekturmechanismen gut geeignet (GROßMANN ET AL. 2014C). 
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2.2 DIREKTE ERFASSUNG VON STRUKTURVERFORMUNG DURCH 
INTEGRIERTE SENSORIK 
Im Teilprojekt C03 wird die Messmethode der strukturintegrierten Senso-
rik untersucht. Mit dieser Methode wird die mitlere Dehnung von Struk-
turkomponenten entlang von Messstrecken, die entfernt von der Wirk-
stele in der Maschinenstruktur liegen, erfasst. Das Sensorprinzip basiert 
auf der Nutzung von Referenzstäben, die aus CFK gefertigt sind. Aus 
diesem Grund besitzen die Referenzstäbe einen sehr geringen Wär-
meausdehnungskoefizienten. Der Referenzstab der Messstrecke ist auf 
einer Seite fest mit der Struktur verbunden, während sich auf der ande-
ren Seite eine Loslagerung befindet (Abbildung 5). An dieser Seite kann 
mit einem Wegaufnehmer die relative Verlagerung gemessen und somit 
auf die mitlere Dehnung zurückgeschlossen werden. Durch den Einsatz 
mehrerer Messapplikationen können auch komplexe Verformungen, wie 
etwa Biegezustände, erfasst werden. 
 
Abbildung 5: Bestandteile der strukturintegrierten Sensorik 
Die Messgenauigkeit einer Messstrecke konnte zu ca. 1 µm/m bestimmt 
werden (WENZEL & KLATTE 2015). Je nach eingesetztem Wegaufnehmer 
sind Auflösungen bis unter 0,1 µm möglich. Diese Werte werden bei 
Messlängen bis zu 2 m sicher erreicht, größere Messlängen sind jedoch 
auch möglich und wurden bereits erprobt. Abbildung 5 zeigt das Mess-
prinzip sowie die Bestandteile eines nachrüstbaren Sensortyps. 
Das Verfahren eignet sich aufgrund der Robustheit sehr gut, um Mes-
sungen der Strukturverformung im laufenden Betrieb einer Werkzeug-
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struktur erforderlich und der Fertigungsprozess muss für die Messung 
nicht unterbrochen werden. Dies ist eine der Eigenschaften, welche die 
Messmethode für den Einsatz bei einer steuerungstechnischen Korrektur 
qualifiziert. 
Bei der zugrundeliegenden Messmethode wird die Dehnung einer Mess-
strecke integral gemessen. Damit ergänzt sie bekannte Ansätze, die auf 
der punktuelen Messung basieren, wie etwa Dehnungsmessstreifen. Be-
reits in der Vergangenheit wurden bei der integralen Messung Vorteile 
gegenüber einer punktuelen Dehnungsmessung und anschließender 
Integration nachgewiesen, wenn die Messwerte für eine Korrektur einge-
setzt werden (WULFSBERG 1991, S. 147). 
Folglich eignet sich das Verfahren der strukturintegrierten Sensorik sehr 
gut für eine steuerungstechnische Korrektur. Hierzu werden im Rahmen 
des Teilprojekts C03 geeignete Transformationsmodele entwickelt (vgl. 
Abschnit 1). 
3  ERGEBNISSE DER MESSTECHNISCH BASIERTEN 
KORREKTUR 
Beide messtechnisch basierten Korrekturansätze werden separat entwi-
ckelt und evaluiert. Dabei wurde eine Messanordnung für ein photo-
grammetrisches Messsystem bereits am mobilen Demonstrator MiniHex 
realisiert und untersucht. Die strukturintegrierte Korrektur wurde an Prüf-
ständen unter Laborbedingungen sowie in einer Werkzeugmaschine un-
ter Betriebsbedingungen getestet. 
3.1 EXEMPLARISCHE UNTERSUCHUNGEN MIT 
PHOTOGRAMMETRISCHEN VERFAHREN 
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Als mobiler Demonstrator MiniHex wird eine Paralelkinematik mit einem 
für kleine bis mitlere Werkzeugmaschinen repräsentativen Arbeitsraum 
von 600 X 600 X 400 mm verwendet. Für diesen Demonstrator wurde 
ein auf seine exemplarischen Bedingungen optimiertes photogrammetri-
sches Posemesssystem konfiguriert und realisiert sowie zur Erfassung 
geometrischer, elastischer und thermo-elastischer Verlagerungen ver-
wendet. Die Maschine kann sechs-achsige Bewegungen ausführen und 
damit theoretisch eine fünf-achsige Bearbeitung eines Werkstückes rea-
lisieren. 
Das fest instalierte photogrammetrische Posemesssystem ist aus zwei 
Gruppen mit je drei Kameras aufgebaut, die jeweils eine unterschiedliche 
Ausprägung der Blickfelder aufweisen. Die gestelseitig fest montierten 
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Kameras (Abbildung 6, rechts: K1, K2 und K3) messen die Lage des 
Endefektors. Das Blickfeld der Kameras ist dabei so dimensioniert, dass 
in jeder Position des Endefektors im Arbeitsraum der Maschine insge-
samt eine ausreichend hohe Anzahl von Messmarken erfasst werden 
kann. Dabei fült der Endefektor auf Grund seiner geringen Größe (ca. 
450 x 450 mm) im Bild prinzipbedingt nur einen kleinen Ausschnit. Da-
durch kann zwar die Lage hochgenau, die Neigung jedoch nur sehr 
schlecht gemessen werden. Aus diesem Grund werden zusätzlich drei 
Kameras am Endefektor angebracht (Abbildung 6, links: K4, K5 und 
K6). In diesen Kamerabildern ist das deutlich größere Grundgestel (ca. 
1250 x 1250 mm) volständig sichtbar. Damit kann aufgrund der geringe-
ren Ortsauflösung die Lage schlecht, jedoch die Neigung auf Grund der 
größeren Messlängen gut erfasst werden. 
 
Abbildung 6: Bestandteile des photogrammetrischen Messsystems zur Erfassung thermisch 
bedingter Verlagerungen am mobilen Demonstrator MiniHex 
(GROßMANN ET AL. 2014A, GROßMANN ET AL. 2014B) 
Die Basis für die Messung von thermo-elastischen Verlagerungen ist die 
Erfassung der geometrisch-kinematischen und der elastischen Fehleran-
teile zur Charakterisierung des Ausgangszustandes. In Abbildung 7 links 
die Verlagerungsvektoren der Platform (orange) in einem Raster von 
100 mm als Blick auf die X-Y-Ebene und die Y-Z-Ebene dargestelt Da-
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bei werden im Zentrum des Arbeitsraumes nur sehr geringe Verlagerun-
gen von ca. 5 µm gemessen, was der Wiederholgenauigkeit der Maschi-
ne entspricht. In den Randbereichen beträgt die Verlagerung jedoch 
schon bis zu 60 µm, was auf Grund der systematischen Verteilung auf 
elastische Verlagerungen zurückgeführt werden kann. In Abbildung 7 
rechts sind für das gleiche Messraster die Neigung des Endefektors als 
Neigung des Ortskoordinatensystems dargestelt (rot = X-Achse, 
grün = Y-Achse,  blau = Z-Achse).  Dabei treten Neigungsfehler im Be-
reich von 2 … 25 µm/m auf und zeigen eine ähnlich charakteristische 
Verteilung. 
Beispielhaft für die Möglichkeiten des Messsystems zur Erfassung ther-
misch bedingter Verlagerungen hinsichtlich Messauflösung und Messvo-
lumen werden an dieser Stele zwei Untersuchungen vorgestelt. Dies 
sind die Messung der TCP-Verlagerung an einer diskreten Pose sowie 
die Messung des thermischen Fehlers im gesamten Arbeitsraum der 
Maschine. 
 
Abbildung 7: Geometrisch-kinematisch und elastischer Verlagerungen im Arbeitsraum 
des MiniHex (RIEDEL & IHLENFELDT 2015) 
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Zur Demonstration der thermisch bedingten Verlagerung am mobilen 
Demonstrator wird ein sich zyklisch wiederholendes Bewegungspro-
gramm abgefahren. Dabei werden innerhalb eines jeden Zyklus ale Ein-
zelachsen jeweils nacheinander erwärmt, während sich die restlichen 
Achsen abkühlen können. Der dabei entstehende, sich zyklisch wieder-
holende Verlauf der Platformverlagerung und -neigung ist in Abbildung 8 
für drei volständige Bewegungszyklen dargestelt. Dabei ist ersichtlich, 
dass eine stetige Erwärmung aler Achsen eine Längenänderung der 
Stabachsen und somit eine Verlagerung der Platform in Z-Richtung be-
wirkt (Abbildung 8, oben). Der Verlauf der Verlagerung ist dabei auch 
von Änderungen der Umgebungstemperatur abhängig. Markant sind das 
zyklische Verhalten der Verlagerung in X- und Y-Richtung sowie der 
Platformneigung (Abbildung 8, unten). Dabei ist vor alem die Neigung 
um die Z-Achse markant. Da die Stabachsen an der bewegten Platform 
jeweils wechselseitig ansetzen erfolgt bei jedem Wechsel der Belastung 
der Stabachsen ein Wechsel der Richtung der Verdrehung. Die Verlage-
rung und Neigung um die X- und Y- Achse zeigt dieses Verhalten 
prinzipbedingt nicht. 
 
Abbildung 8: Platformverlagerung (oben) und Neigung (unten) (GROßMANN ET AL. 2014A) 
In einer zweiten Untersuchung wurden ale Stabachsen der Maschine 
gleichmäßig erwärmt und der Posefehler im gesamten Arbeitsraum der 
Maschine messtechnisch erfasst. In Abbildung 9 ist der Temperaturver-
lauf der Spindelmuter über die Versuchsdauer dargestelt. Dabei ist 
deutlich zu erkennen, dass sich die Mutertemperatur auch innerhalb der 
Messdauer von ca. 8 Minuten ändert. Zur Untersuchung der Verlagerung 
im Arbeitsraum wurden insgesamt 150 Messposen angefahren und ein 
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Bildsatz aler 6 Kameras aufgenommen. Die Berechnung der Verlage-
rung und Neigung der Platform erfolgte ofline, um den Messzyklus so 
schnel wie möglich durchführen zu können. Dabei wurden durchschnit-
lich ca. 3 Sekunden zum Anfahren einer Position benötigt. Die Zeit zur 
Bildaufnahme kann vernachlässigt werden. 
 
Abbildung 9: Verlauf der Mutertemperaturen 
Betrachtet man den Verlauf der Verlagerungen (Abbildung 9) und der 
Muterntemperaturen (Abbildung 10), zeigen sich deutlich die Erwär-
mungs- und Abkühlungszyklen. Auf Grund der gleichmäßigen und 
gleichzeitigen Lasteinleitung in alle Stabachsen lassen sich erwartungs-
gemäß nur sehr kleine Neigungsänderungen feststelen. 
 
Abbildung 10: Verlauf der TCP-Verlagerungen als Blick auf die X-Y-Ebene des Arbeitsrau-
mes für die entsprechenden Erwärmungszustände der Maschine 
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3.2 EXEMPLARISCHE UNTERSUCHUNGEN MIT STRUKTURINTE-
GRIERTER SENSORIK 
In der ersten Förderperiode des SFB/TR 96 wurde im Teilprojekt C03 
das Messverfahren der strukturintegrierten Sensorik an Prüfständen des 
IPT unter Laborbedingungen untersucht. Zunächst wurde das Verfor-
mungsverhalten einer quaderförmigen Struktur, die als Model für einen 
Maschinenständer umgesetzt wurde, betrachtet. Hierbei konnte eine ho-
he Linearität des Zusammenhangs der Signale der strukturintegrierten 
Sensorik mit extern gemessener Verlagerung nachgewiesen werden. In 
den 2 % Restabweichung von der idealen linearen Kennlinie sind ale 
Fehlereinflüsse von Messmethode und Versuchsaufbau enthalten (WEN-
ZEL & KLATTE 2015). Weiterhin konnte mit einem einfachen Verfor-
mungsmodel die Verlagerung mit einem Restfehler von etwa 5 % repro-
duziert werden (BRECHER ET AL
152
. 2015). Dieses lineare Model erreicht 
somit nahezu die theoretisch mögliche Genauigkeit und ist damit für wei-
tere Untersuchungen qualifiziert. 
Bei dem simplen Prüfstandsaufbau wurde zunächst jedoch nur die Ver-
lagerung in einer Ebene betrachtet. Reale Maschinenkomponenten sind 
sowohl von ihrer geometrischen Struktur komplexer als auch von den 
thermischen Randbedingungen. Aus diesem Grund wurde für weitere 
Untersuchungen eine Fräsmaschine vom Typ DMG Mori HSC55 linear 
mit einem umfangreichen Sensorsystem mit 24 Kanälen ausgestatet 
und untersucht. 
Eine Komponente mit großem Einfluss auf die thermische Verlagerung 
an der Wirkstele ist der Spindelstock. Dieser wurde mit einem System, 
bestehend  aus  drei  strukturintegrierten  Sensorapplikationen  
(Abbildung 11), ausgestatet. Entsprechend lassen sich sowohl die ther-
mische Dehnung als auch die Biegung in zwei Achsen mit dem System 
näherungsweise erfassen. Dies erlaubt eine Reproduktion der TCP-
Verlagerung in alen drei Achsen des Maschinenkoordinatensystems. 
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Abbildung 11: Messaufbau zur Validierung von strukturintegrierter Sensorik im Spindelstock 
einer Werkzeugmaschine 
In mehreren Versuchsreihen wurde der Spindelstock durch schnele 
Verfahrbewegungen der Z-Achse erwärmt (nach ISO 230-3). Die Verla-
gerung des TCP wurde mit einem 3D-Messkopf erfasst, der nach jeweils 
15 Minuten Belastung auf eine Referenzkugel im Arbeitsraum gefahren 
wurde. Nach 7 Lastzyklen wurde die Bewegung gestoppt und die Ab-
kühlphase der Maschine für weitere 6 Stunden beobachtet. Während der 
gesamten Versuchsdauer wurden die Signale der strukturintegrierten 
Sensoren aufgenommen. 
Analog zu den Versuchen am Grundlagenprüfstand wurde nun durch ei-
ne Regressionsanalyse der Zusammenhang zwischen der gemessenen 
TCP-Verlagerung und den Signalen der strukturintegrierten Sensorik er-
mitelt. Die Ergebnisse sind in Abbildung 12 dargestelt. Zu erkennen ist 
zunächst, dass zu Beginn des Experiments die Verlagerung in Y-
Richtung besonders stark ansteigt. Dies ist damit begründet, dass der 
Spindelstock an der Rückseite erwärmt wird und sich damit asymmet-
risch verformt, was in einer Biegung resultiert. Auch nach längerer Er-
wärmung dominiert die Verformung in Y-Richtung, die mit ca. 85 µm im 
Beharrungszustand ihr Maximum erreicht. Im Vergleich bleiben die Ver-
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Abbildung 12: Vergleich von gemessener und berechneter Verlagerung des TCP 
durch Spindelstockverformung 
Weiterhin sind im Diagramm die Werte der Verlagerung des linearen 
Models eingetragen, das über die Regressionsanalyse ermitelt wurde. 
Hier zeigt sich eine gute Übereinstimmung mit den gemessenen Werten. 
Entsprechend sind die Informationen über die durch den Spindelstock 
verursachte TCP-Verlagerung in den Signalen der strukturintegrierten 
Sensoren mit guter Genauigkeit enthalten. Der entsprechende 
Positionierfehler kann durch Korrektur um bis zu 86% reduziert werden. 
Für die Umsetzung einer steuerungstechnischen Korrektur, die die Ein-
flüsse aler Strukturkomponenten in der kinematischen Kete zwischen 
Werkzeug und Werkstück berücksichtigt, werden im Verlauf der zweiten 
Phase des Teilprojekts weitere Untersuchungen durchgeführt. Ziel der 
Untersuchungen ist es, Erkenntnisse für die Erstelung des geometrisch-
kinematischen Models aus (BRECHER ET AL. 2015) für die Echtzeitkorrek-
tur der TCP-Verlagerung der Gesamtmaschine zu gewinnen, welches 
ohne die Korrelation von Messdaten auskommen sol. 
4 AUSBLICK 
In kommenden Arbeiten solen beide Ansätze in den Demonstrator MAX 
(Abbildung 13) am Standort Dresden integriert und verglichen werden. 
Dabei werden in den Y-Schliten vier strukturintegrierte Längenmesssys-
teme integriert (Abbildung 13 unten). Damit können die Deformationen 
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des Y-Schlitens messtechnisch erfasst und Korrekturwerte für die Ma-
schinensteuerung bereitgestelt werden. 
Weiterhin werden insgesamt 6 Kameras zur photogrammetrischen Ver-
lagerungs- und Deformationsmessung an der Maschine angebracht 
(Abbildung 13, oben rechts). Der Aufbau orientiert sich dem untersuch-
ten Messsystem am mobilen Demonstrator. Jedoch werden, um den ge-
samten Arbeitsraum der Maschine mit einer gleichmäßigen Genauigkeit 
erfassen zu können, gestelseitig vier Kameras sowie schlitenseitig zwei 
Kameras verwendet. Zusätzlich solen in diesem Messaufbau die lokalen 
Deformationen des X- und Y-Schlitens gemessen werden. 
 
Abbildung 13: CAD-Model des Versuchsträgers MAX (links oben), mit photogrammetrische 
Posemesssystem (rechts oben) sowie der Anordnung der Messsysteme zur 
strukturintegrierten Korrektur (unten) 
Mit der Integration beider messtechnisch basierter Korrekturverfahren in 
eine Maschine wird eine Beurteilung der Leistungs- und Aussagefähig-
keit beider Ansätze unter gleichen Bedingungen möglich. 
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5 ZUSAMMENFASSUNG 
Im SFB/TR 96 werden, unter anderen, zwei Ansätze zur messtechnisch 
basierten Korrektur verfolgt. Dies sind die wirkstelenferne strukturinte-
grierte Messtechnik sowie die wirkstelennahe photogrammetrische 
Posemessung. Beide Herangehensweisen unterscheiden sich stark hin-
sichtlich der Eigenschaften und Anwendungsmöglichkeiten. Während die 
strukturintegrierte Messtechnik direkt auf eine online-Korrektur thermisch 
bedingter Verlagerungen fokussiert, steht bei der photogrammetrischen 
Verlagerungsmessung derzeit die Analyse der Maschine und Paramet-
rierung von Korrekturmodellen im Vordergrund. 
Die experimentele Untersuchung der strukturintegrierten Messtechnik in 
Laborversuchen zeigt dabei eine gute Übereinstimmung zwischen be-
rechneter und gemessener Verlagerung am TCP. Weiterhin wurden be-
reits Untersuchungen an Werkzeugmaschinen unter Betriebsbedingun-
gen durchgeführt. 
Zur Verifikation der photogrammetrischen Methodik wurde ein 
Posemesssystem am mobilen Demonstrator MiniHex realisiert und expe-
rimentel untersucht. Mit diesem Messsystem kann sowohl das geomet-
risch-kinematische und elastische als auch das thermo-elastische Ver-
halten messtechnisch erfasst und somit einer Korrektur zugänglich ge-
macht werden. Dabei sind vor alem die volständige Posemessung und 
die umfassende Erfassung des gesamten Arbeitsraums hervorzuheben, 
mit der eine Analyse des Maschinenzustandes, gegenüber dem Stand 
der Technik, erheblich verbessert werden kann. In weiteren Arbeiten wird 
eine Anwendung der photogrammetrischen Messmethodik zur Korrektur 
des thermo-elastischen Fehlers erarbeitet. 
In weiteren Arbeiten werden beide messtechnisch basierten Korrektur-
ansätze in den Demonstrator MAX integriert. Damit können beide Ansät-
ze hinsichtlich ihrer Eigenschaften und des Korrekturpotenzials unter-
sucht und bewertet werden. 
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BEWERTUNG THERMISCH BEDINGTER VERLAGE-
RUNGEN MIT PRÜFWERKSTÜCKEN 
 
Hajo Wiemer, Hubert Höfer (IWM TU Dresden) 
Die Beurteilung der Arbeitsgenauigkeit von Werkzeugmaschinen erfolgt 
durch direkte oder indirekte Messmethoden. Für den thermischen Ver-
haltensbereich existiert nach ISO 230-3 (2007) eine Methode zur direk-
ten Messung von thermischen Relativverlagerungen an der unbelasteten 
Maschine. Im Rahmen des SFB/TR 96 wurde ein Prüfwerkstück zur indi-
rekten Messung thermisch bedingter Verlagerungen an Fräsmaschinen 
entwickelt. Damit sol die Wirksamkeit der im SFB/TR 96 entwickelten 
Korrektur- und Kompensationsmaßnahmen beurteilt werden. Im Beitrag 
werden das Prüfwerkstück, die Ergebnisse erster Bearbeitungstests und 
die dafür notwendigen Randbedingungen vorgestelt. 
1  PRÜFWERKSTÜCK FÜR THERMISCH BEDINGTE 
FEHLER 
1.1 GEOMETRIE DES PRÜFWERKSTÜCKES 
Das Prüfwerkstück zur Abbildung thermisch bedingter Verlagerungen mit 
Werkstückkoordinaten zeigt Abbildung 1 (vgl. Neidhardt et al. 2014). 
Es besitzt die Abmessungen 165 x 125 x 85 mm und ist auf der Vorder- 
und Rückseite identisch gestaltet. Mit einem Prüfwerkstück können somit 
zwei Fräsversuche durchgeführt werden. Es kann sowohl auf der Unter-
seite (für Horizontalfräsmaschinen) als auch auf den Seitenflächen (für 
Vertikalfräsmaschinen) des Spannsockels aufgespannt werden. Das 
Prüfwerkstück ist wie in Abbildung 1, links dargestelt, als Rohteil vorge-
fertigt. Die Fertigbearbeitung erfolgt auf den 25 quadratischen Flächen in 
Z-Richtung sowie auf zwei schmalen, rechteckigen Flächen in der X- und 
Y-Richtung (Abbildung 1). In der Längsnut auf der Stirnfläche wird wäh-
rend des Fräsversuches der Durchmesser des Schaftfräsers fünf Mal 
abgebildet. Damit kann ein möglicher Verschleiß am Fräser erfasst und 
bei der Auswertung berücksichtigt werden. 
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Abbildung 1: Geometrie des Prüfwerkstückes als Rohteil und Fertigteil 
Mit der kompakten Bauweise des Prüfwerkstückes werden nur 
translatorische Fehler erfasst, da die rotatorischen Fehler der Fräsma-
schine auf den sehr kleinen Flächen nicht darstelbar sind. Die am Prüf-
werkstück gemessenen Werte gelten für die konkrete Position im Ar-
beitsraum. Für die Beurteilung der thermisch bedingten Fehler in ver-
schiedenen Positionen des Arbeitsraumes werden weitere Prüfwerkstü-
cke hergestelt. 
1.2 FERTIGUNGSABLAUF 
Die Fertigbearbeitung des Prüfwerkstückes erfolgt in einem Zeitraum von 
maximal 10 Stunden. Dabei wird zwischen den Phasen zur Erwärmung 
der Maschine (Erwärmungsphase) und den Phasen für die Fräsbearbei-
tung am Prüfwerkstück (Bearbeitungsphase) unterschieden. Während 
der Erwärmungsphase wird die Maschine durch einen Bewegungszyklus 
der Vorschubachsen und der Hauptspindel thermisch belastet. Dabei 
werden die Maschinenachsen auf Grundlage eines maschinenspezifi-
schen Lastzyklus ohne Zerspanung beschleunigt und abgebremst. Durch 
Wiederholung des Lastzyklus haben die Erwärmungsphasen eine Dauer 
zwischen 10 min und 40 min. Zwischen den Erwärmungsphasen wird 
das Prüfwerkstück in der Bearbeitungsphase zerspant. Es gibt insge-
samt 25 Bearbeitungsphasen. In fünf definierten Bearbeitungsphasen 
wird zusätzlich der Durchmesser des Fräsers im Prüfwerkstück abgebil-
det. 
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Zu Bearbeitungsbeginn, vor der ersten Erwärmungsphase, werden am 
Prüfwerkstück-Rohling in den drei Achsrichtungen Bezugsflächen (Bx, By 
und Bz) gefertigt, die den geometrischen Ausgangszustand der Werk-
zeugmaschine repräsentieren (Abbildung 2, links). Im Anschluss erfolgt 
die erste Bearbeitungsphase, in der jeweils eine Fläche mit den Abma-
ßen 3 x 2 mm in der X-, Y- Richtung (x1, y1) und mit den Abmaßen 3 x 6 
mm in der Z-Richtung (z1) gefertigt wird (Abbildung 2, rechts). Jede der 
drei Flächen wird im Folgenden als Formelement bezeichnet. Die Flä-
chen x1, y1 und z1 bilden zusammen den Formelementesatz 1. Es folgt 
die erste Erwärmungsphase, gefolgt von der Bearbeitungsphase für den 
Formelementsatz 2. Die Fertigbearbeitung des Prüfwerkstückes endet 
mit der Bearbeitungsphase für den Formelementsatz 25. 
Die Abstände zwischen den Formelementen und den zugeordneten Be-
zugsflächen, vermindert um das Solmaß, kennzeichnen die 
translatorische Verlagerung zum Zeitpunkt der Bearbeitungsphase. In 
der X- und Y-Richtung sind die Flächen der Formelemente 1 - 12 
(Abbildung 2, rechts) jeweils um das Solmaß von 0,2 mm von der zuge-
hörigen Bezugsfläche entfernt, die Flächen der Formelemente 13 - 25 
jeweils um 0,3 mm. Auf einer Länge von 85 mm in der X- und Y-Richtung 
werden 25 Formelemente gefräst. In Z-Richtung existieren 25 quadrati-
sche Absätze der Größe 6 x 6 mm. Die obere Hälfte des Absatzes (z1 
bis z25) wird mit einer Tiefe von 0,3 mm gegenüber der unteren Hälfte 
abgefräst und bildet das Formelement in Z-Richtung. 
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Abbildung 2: Bezugsflächen (Bz) und Formelemente (FoE) am Prüfwerkstück 
1.3 ANFORDERUNGEN AN PRÜFWERKSTÜCK UND TECHNOLO-
GIE 
Die vorgefertigten Rohlinge des Prüfwerkstückes können für 3-Achs- und 
5-Achs-Fräsmaschinen in Horizontal- und Vertikalbauweise verwendet 
werden. Jeder Fräsversuch wird durch ein Versuchsprotokol dokumen-
tiert. Die Vermessung des Prüfwerkstückes erfolgt auf Basis einer ein-
heitlichen Prüfanweisung. Damit werden vergleichbare Bedingungen an 
den Standorten des SFB/TR 96 gewährleistet. An das Prüfwerkstück, 
den Fertigungsprozess und dessen Überwachung werden folgende An-
forderungen gestelt: 
 Werkstoff für Prüfwerkstück 
-  Aluminium EN AW 2007 (Werkstofnummer: 3.1645, Kurzname 
DIN/EN: AlCuMgPb / AlCu4PbMgMn) 
 Fertigung des Prüfwerkstück-Rohlings 
-  Fertigung erfolgt nach Zeichnung am Standort 
-  keine Vorgaben für Werkzeuge und technologischen Daten 
 Fertigung des Prüfwerkstückes 
-  Werkzeug für Prüfwerkstück: Schaftfräser Ø 12 mm, 22 mm 
lang 
- kein Werkzeugwechsel während der Bearbeitung 
 Vor der Fertigung des Prüfwerkstückes 
-  Maschine ist thermisch mit Umgebung ausgeglichen, d.h. Ma-
schine ruht ca. 10 h im ausgeschalteten Zustand 
 Während der Fertigung des Prüfwerkstückes 
-  Messung der Temperaturen im Arbeitsraum und in der Umge-
bung der Maschine 
-  Messung der von der Fräsmaschine aufgenommenen Leistung 
mit einem Energiemessgerät 
 NC-Programm zum Fräsen des Prüfwerkstückes 
-  Optimiert für hohe Oberflächenqualität an den bearbeiteten Flä-
chen (Ebenheitsabweichung und Rauheit < 3 µm) 
 NC-Programm für den Lastzyklus zur Maschinenerwärmung 
- Automatisierte Berechnung der Bewegungsbahn auf Basis von 
Anwendungsfälen und der abzubildenden Leistung an der 
Fräsmaschine (VGL. NEIDHARDT ET AL. 
162
2014) 
Bewertung thermisch bedingter Verlagerungen mit Prüfwerkstücken 
 
Mit dem Einhalten der Anforderungen wird sichergestelt, dass die Ferti-
gung des Prüfwerkstückes unter gleichen Randbedingungen an ver-
schiedenen Demonstratormaschinen erfolgen kann. 
2  ENTWICKLUNG DER FERTIGUNGSTECHNOLOGIE 
Das Prüfwerkstück dient zur Abbildung thermisch bedingter Verlagerun-
gen in der Fräsmaschine. Das gelingt nur, fals die Fehler aus dem geo-
metrisch-kinematischen und elastischen Maschinenverhalten minimiert 
werden. 
Durch die Fertigung der Bezugsflächen (Bx, By, Bz) werden zu Bearbei-
tungsbeginn die geometrisch-kinematischen Maschinenfehler in der ge-
wählten Arbeitsraumposition am Prüfwerkstück abgebildet. Zur Ermit-
lung der thermisch bedingten Verlagerung wird die Diferenz der Mess-
werte an den Formelementflächen und der Bezugsfläche genutzt. Die 
geometrisch-kinematisch bedingten Fehler werden damit eliminiert. 
Das elastische Maschinenverhalten verursacht statische und dynami-
sche Verlagerungen, deren Wirkungen am Prüfwerkstück minimiert wer-
den müssen. Statisch bedingten Verlagerungen durch Prozesskräfte 
können während der Bearbeitung durch Schnittiefen von max. 0,3 mm 
vernachlässigt werden. Bei der NC-Programmerstelung werden techno-
logische Daten so gewählt, dass diese zu keinen dynamischen Anregun-
gen beim Fräsen der Bezugsflächen (Bz) und Formelemente (FoE) füh-
ren. 
Die ersten Prüfwerkstücke wurden auf der Fräsmaschine HEC 630 X5 
am Fraunhofer IWU Chemnitz gefertigt. Die ersten Ergebnisse aus der 
Vermessung der Oberflächen an den Formelementen zeigen Abbildung 
3 und Abbildung 4. Die Ergebnisse in Abbildung 3 wurden mit optischen 
Messgeräten des Unternehmens LMI technologies Inc. ermitelt. In Ab-
bildung 3 sind an den Formelementen in Z-Richtung an der oberen Teil-
fläche Ebenheitsabweichungen erkennbar. Die Flächen werden durch 
Stirnfräsen hergestelt, alerdings bewegte sich der Fräser nicht volstän-
dig über die Fläche. Dadurch entstand in der Mite der Fläche eine Über-
höhung. Die maximale Formabweichung betrug im Beispiel 42 µm. 
Durch volständiges Überfräsen der Fläche mit Vor- und Nachschnit der 
Werkzeugschneiden konnte die Ebenheit der Fläche deutlich verbessert 
werden und liegt aktuel bei < 3 μm. Am Beispiel der ersten Prüfwerkstü-
cke sol ein weiteres technologisches Problem verdeutlicht werden. In 
Abbildung 4 wird die gefertigte Oberfläche an der Bezugsfläche Bx
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der Formelemente in X-Richtung gezeigt. Deutlich zu erkennen sind die 
erhöhten Rauheiten, die durch eine dynamische Anregung des Werk-
zeuges verursacht wurden, aber durch Optimierung der technologischen 
Parameter beseitigt werden konnten. 
 
Abbildung 3: Optische Vermessung am Prüfwerkstück 
 
Abbildung 4: Dynamische Anregung an der Bezugsfläche in X-Richtung 
3  ENTWICKLUNG DER MESSTECHNOLOGIE 
Die Vermessung des Prüfwerkstückes erfolgt mit einer 3D-
Koordinatenmessmaschine. Abbildung 5 zeigt das Vorgehen bei der Ve-
rmessung. An jeweils 25 Formelementen pro Achsrichtung wird die Dife-
renz zwischen dem Formelement (FoE) und der Bezugsfläche (Bz) ge-
messen. Die Messunsicherheit der Koordinatenmessmaschine liegt bei 
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ca. 1 μm. In X- und Y-Richtung haben die Formelemente FoE 1 - 12 eine 
Soltiefe von 0,3 mm, die Formelemente FoE 13 - 25 jeweils 0,2 mm ge-
genüber den Bezugsflächen (Bz). In Z-Richtung wird die Bezugsfläche 
durch 25 quadratische Flächen gebildet. Das Formelement FoE z bildet 
die obere Hälfte dieser quadratischen Fläche und besitzt gegenüber der 
Bezugsfläche eine Soltiefe von 0,3 mm. 
 
Abbildung 5: Prinzip der Vermessung am Prüfwerkstück 
Die Flächen jedes Formelements (FoE) und des zugehörigen Teils der 
Bezugsfläche (Bz) werden an jeweils 5 Messpositionen angetastet. Die 
Diferenz der Mitelwerte am Formelement und der Bezugsfläche redu-
ziert um die jeweilige Soltiefe ergibt den Verlagerungswert, der im Dia-
gramm pro Achse aufgetragen wird. Daraus kann der zeitliche Verlauf 
der translatorischen Verlagerung ermitelt werden. Eine Aussage über 
die Qualität der gefertigten Oberflächen liefert bei einer taktilen Messung 
die Auswertung der fünf Messwerte pro Formelement. Abbildung 6 zeigt 
die Anordnung von Prüfwerkstück und Messtaster bei der taktilen Ve-
rmessung auf einer CNC-Koordinatenmessmaschine. 
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Abbildung 6: Taktile Vermessung am Prüfwerkstück 
4 ERSTE FRÄSVERSUCHE 
4.1 AUFBAU DER FRÄSMASCHINE HEC 630 X5 
Für die ersten Fertigungsversuche wurde die Horizontalfräsmaschine 
HEC 630 X5 am Fraunhofer IWU in Chemnitz genutzt. Dabei handelt es 
sich um ein 5-Achs-Bearbeitungszentrum der StarragHeckert AG. Die 
Achsanordnung und die Verstelwege der Fräsmaschine sowie die 
Aufspannung des Prüfwerkstückes werden in Abbildung 7 gezeigt. Bei 
der dargestelten Maschine handelt es sich um eine Sonderanfertigung. 
Die Hauptspindel kann bei dieser Ausführung ausgetauscht werden. Für 
den axialen Spindelversatz und für Fehler der Vorschubachsen durch 
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Abbildung 7: Vorschubachsen an der Fräsmaschine HEC 630 X5 
(Starrag Group Holding AG 2015) 
4.2 ERGEBNISSE ERSTER BEARBEITUNGSTESTS 
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Bei den ersten Bearbeitungstests an der Demonstratormaschine HEC 
630 X5 (Starrag Group Holding AG 2015) wurde das thermische Verla-
gerungsverhalten der drei translatorischen Vorschubachsen in der Mite 
des Arbeitsraumes ermitelt. Mit den ersten Bearbeitungstests wurde ge-
zeigt, dass die geometrische Gestaltung des Prüfwerkstückes geeignet 
ist um den zeitlichen Verlauf der thermisch bedingten Verlagerung der 
drei translatorischen Vorschubachsen an der untersuchten Maschine 
über mehrere Stunden abzubilden. Für die Erwärmungshasen der Ma-
schine wurde ein Lastzyklus der Vorschubachsen und der Hauptspindel 
erstelt, der dem mitleren Leistungseintrag eines repräsentativen Fräs-
prozesses entspricht. Der Lastzyklus besteht aus Beschleunigungs- und 
Bremsphasen der translatorischen Vorschubachsen sowie der Haupt-
spindel. Es wurden mehrere Prüfwerkstücke bei gleichem Lastzyklus ge-
fertigt und vermessen. Die ersten Fräsversuche dauerten 480 min (8 h) 
und 600 min (10 h). Abbildung 8 zeigt den Verlagerungsverlauf der Vor-
schubachsen für eine Belastungsdauer von 480 min. In diesem Zeitraum 
wird erwartet, dass für die untersuchte Maschine der thermische Behar-
rungszustand in den drei translatorischen Achsrichtungen erreicht wird. 
Die thermische Verlagerung wird in Mikrometer angegeben und ist bezo-
gen auf die Verlagerung an den Formelementen x1, y1 und z1. Diese 
drei Flächen werden als erstes gefertigt und repräsentieren den Verlage-
rungszustand der mit der Umgebung thermisch ausgeglichen Fräsma-
schine zu Bearbeitungsbeginn. Für die X- und Y-Achse stelt sich in bei-
den Versuchen nach ca. 3 h ein Beharrungszustand ein. In Z-Richtung 
ist anfangs die Spindelängung deutlich zu erkennen, da in dieser Son-
dermaschine keine thermische Spindelängenkorrektur integriert ist. Auf 
Grund der spezifischen Maschinenkinematik nimmt der thermische Feh-
ler langsam ab, alerdings stelt sich kein erkennbarer Beharrungszu-
stand ein. Die höchste thermische Stabilität liefert die X-Achse mit ma-
ximal 5 µm thermischer Verlagerung in der Beharrung. Durch Wiederho-
lung des gleichen Lastzyklus wurde die Gesamtdauer in einem zweiten 
Fräsversuch auf 600 min ausgedehnt (Abbildung 9). Für die X- und Y-
Achse stelt sich das gleiche Verhalten wie bei der kürzeren Gesamtdau-
er ein. In Z-Richtung ist ein Beharrungszustand erkennbar. Beide Fräs-
versuche erlauben zunächst eine Aussage zum thermischen Verhalten 
der drei translatorischen Vorschubachsen für den genutzten Lastzyklus 
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zur Maschinenerwärmung. Dazu gehört das qualitative Verhalten über 
die Zeitdauer von max. 10 h sowie die Größenordnung der thermische 
Verlagerung ∆x, ∆y und ∆z im Beharrungszustand. 
 
Abbildung 8: Ergebnisse am Prüfwerkstück, Fertigung am 13.05.2014 
 
Abbildung 9: Ergebnisse am Prüfwerkstück, Fertigung am 17.02.2015 
4.3  ERGEBNISSE BEI WIEDERHOLUNGSMESSUNGEN 
Bei unveränderten Lastzyklen wurden auf der Fräsmaschine HEC 630 
X5 drei Prüfwerkstücke bei einer Erwärmungsdauer von 10 h hergestelt. 
Während der Bearbeitung betragen die Temperaturänderungen im Ar-
beitsraum max. 0,8 K. Die thermischen Verlagerungen in den Achsrich-
tungen X, Y und Z zeigen Abbildung 10, Abbildung 11 und Abbildung 12. 
Zwischen zwei aufeinander folgenden Fertigungsversuchen liegt mindes-
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tens eine Abkühlphase, so das die Fräsmaschine vor jedem neuen 
Fräsversuch mit der Umgebung thermisch ausgeglichen ist. Die ersten 
drei gefertigten Prüfwerkstücke erlauben einen Eindruck über die 
Wiederholbarkeit der Messergebnisse. Für detailiertere Aussagen wer-
den weitere Prüfwerkstücke bei gleichem Lastzyklus gefertigt. Bei der 
Verlagerung in Z-Richtung liegen die Ergebnisse vom 12.11.2015 und 
13.11.2015 eng beieinander. Die Z-Verlagerung am 9.10.2015 zeigt qua-
litativ das gleiche Verhalten, alerdings steigt die maximale 
Spindelängung um ca. 5 µm mehr gegenüber dem Ausgangszustand, 
was zunächst auf eine geringere Temperatur zu Fertigungsbeginn 
schließen lässt. Die hohe Verlagerung am Beginn der Fertigung resultiert 
daraus, dass bei dieser Maschine keine Kompensation der axialen 
Spindelängung integriert ist. 
 
Abbildung 10: Verlagerungskurven unterschiedlicher Fertigungsversuche in Z-Richtung 
Die Verlagerung in Y-Richtung zeigt bei alen drei Prüfwerkstücken quali-
tativ und quantitativ gute Ergebnisse. Auch hier liegen die Ergebnisse 
vom 12. und 13.11.2015 eng beieinander. Die Verlagerung im Behar-
rungszustand liegt bei ca. 11 µm. 
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Abbildung 11: Verlagerungskurve unterschiedlicher Fertigungsversuche in Y-Richtung 
Kennzeichnend für die X-Achse dieser Maschine ist die hohe thermische 
Stabilität. Zum Ende der Fertigung liegt die Verlagerung bei nur 3 – 4 µm 
und damit unter der Positionsabweichung der Fräsmaschine, die bei 
7 µm liegt. Hier liegen die Ergebnisse vom 9.10.2015 und 12.11.2015 
eng beieinander. Die Verlagerungskurve vom 13.11.2015 liegt absolut 
niedriger, zeigt aber qualitativ das gleiche Verhalten. 
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Abbildung 12: Verlagerungskurve unterschiedlicher Fertigungsversuche in X-Richtung 
5  ZUSAMMENFASSUNG UND AUSBLICK 
Bisherige Untersuchungen am Prüfwerkstück fokussierten auf der Opti-
mierung des NC-Programmes zum Fräsen des Prüfwerkstückes. Damit 
konnte an den Bezugsflächen und den Formelementen eine Oberflä-
chenqualität erreicht werden, die für eine taktile Vermessung auf Koordi-
natenmessmaschinen geeignet ist. Die Prüfwerkstücke wurden bisher 
ale auf der Horizontalfräsmaschine HEC 630 X5 am Fraunhofer IWU in 
Chemnitz gefertigt. Die Verlagerungskurven der ersten Prüfwerkstücke 
erlauben zunächst eine qualitative Aussage zum thermischen Verhalten 
der translatorischen Vorschubachsen. Durch die Fertigung von drei 
Prüfwerkstücken unter gleichem Lastzyklus wurde außerdem gezeigt, 
dass mit dem Prüfwerkstück das thermische Maschinenverhalten wie-
derholbar abbildbar ist. Die Vermessung dieser drei Prüfwerkstücke er-
folgte in Dresden. Auf Basis einer Prüfanweisung wird die Vermessung 
der drei Prüfwerkstücke auch an den Standorten Chemnitz und Aachen 
durchgeführt. Abschließend erfolgt eine Wiederholmessung in Dresden. 
Es sol gezeigt werden, dass die dabei auftretenden Messunsicherheiten 
möglichst so gering sind, dass sie keinen Einfluss auf die Güte des 
Messergebnisses haben. Damit wird eine standortunabhängige Messung 
des Prüfwerkstückes möglich. Im nächsten Schrit werden für die De-
monstratoren maschinenspezifische Lastzyklen für die Erwärmungspha-
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se erstelt und mehrere Prüfwerkstücke als Test gefertigt, um die An-
wendbarkeit der indirekten Messung thermischer Fehler mitels eines 
Prüfwerkstückes an den Demonstratoren qualitativ zu zeigen. Die Last-
zyklen werden dabei mit und ohne den bereits in den Demonstratoren 
instalierten Standardkorrekturen für Hauptspindel und Vorschubachsen 
gefahren. Damit sol deren Wirkung zur Reduzierung des thermischen 
Fehlers mit Hilfe des Prüfwerkstückes gezeigt werden. Sobald die im 
SFB/TR 96 entwickelten Korrekturverfahren in die Steuerungen der De-
monstratoren integriert sind, wird das Prüfwerkstück schließlich zur Dar-
stelung des thermischen Fehlers mit und ohne der neu entwickelten Kor-
rekturverfahren unter verschiedenen Lastzyklen eingesetzt. 
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MOBILER DEMONSTRATOR MINIHEX 
AUFBAU UND MÖGLICHKEITEN 
1 AUFBAU 
Der mobile Demonstrator basiert auf einer Hexapod-Paralelkinematik 
mit sechs längen-veränderlichen Stabachsen mit Kugelgewindetrieb 
(Verfahrweg der Einzelachsen ca. 530 mm) und elektrisch angetriebenen 
Servomotoren. Bewegte Platform und Gestel bestehen aus einfachen 
Kastenprofilen, die Anbindung der Stabachsen erfolgt über Kardange-
lenke. Das Bewegungsvermögen umfasst ale 6 Freiheitsgrade. 
 
Abbildung 1: Aufbau des mobilen Demonstrators MiniHex 
Eine Umhausung dient als Befestigungsbasis für Touch-Monitore sowie 
zur Aufnahme von Mess- und Simulationsrechnern. Der Schaltschrank 
enthält eine PC-basierte Steuerung (TWinCAT 3.1) sowie Antriebs- und 
Feldbuskomponenten (SERCOS, ProfiBus, EtherCAT). 
2 MÖGLICHKEITEN 
Am Demonstrator lassen sich Ergebnisse aus mehreren Teilprojekten 
des SFB/TR 96 gleichzeitig demonstrieren. 
Aktuel sind das: 
  optische Messmethoden für Verlagerungen und Temperaturen (C06) 
  Modelierungs- und Simulationsansätze (A05, A06, A07), 
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  Methoden zur Kompensation und steuerungsintegrierten Korrektur 
(B06, B07, B09) 
  Methoden zum exemplarischen Modelabgleich (B04) sowie 
  Ergebnisse der vergleichenden Bewertung der Lösungen (C05). 
Die thermische Belastung erfolgt durch zyklisches Verfahren von Lastre-
gimes, die gezielte Erwärmungs- und Abkühlvorgänge in der Struktur 
stimulieren. Zur Messung werden definierte Messposen periodisch ange-
fahren. Zusätzliche Sensoren für Temperaturen, Verlagerungen und Ver-
formungen liefern Messwerte, die als Vergleichs- und Referenzgrößen 
dienen. Die kommerziele Steuerung bietet große Ofenheit und damit 
bestmögliche Flexibilität für funktionele Erweiterungen und Ergänzungen 
sowie den Zugrif auf steuerungsinterne Daten. 
 
  
Abbildung 2: Mobiler Demonstrator MiniHex 
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